






































This dissertation,  submitted  for  the degree  of Doctor  of Philosophy  of  Imperial 
College  London,  describes  the  research work  carried  out  in  the Department  of 
Materials during  the period  between October  2006  and  January  2010 under  the 
supervision of Professor Peter D. Lee and Professor Kenneth C. Mills. The research 










The development of  reliable numerical models  is vital  to  improve  the quality of 
continuously  cast  products  and  to  increase  the  productivity  of  the  casting 
machine.  In  order  to  provide  accurate  predictions,  these models  must  include 
detailed descriptions of the physical phenomena occurring inside the mould, such 
as metal  flow,  heat  transfer  and  solidification. However,  these  topics  are  often 
treated separately during modelling due  to  their complexity. This has a negative 
impact  on  the  accuracy  of  the  predictions.  To  address  this  issue,  a  numerical 
model capable of coupling  the  flow dynamics with both  the heat  transfer  to  the 
mould walls and solidification has been developed.  
The  2‐dimenional  model  is  based  on  a  commercial  CFD  code  that  solves  the 
Navier‐Stokes  Equations  coupled  with  a  Volume  of  Fluid  interface  tracking 
technique  for  the  multiphase  system  slag‐steel‐air  under  transient  conditions 
within  a  conventional  slab  mould.  The  use  of  an  extremely  fine  mesh  in  the 
meniscus  region  (~50  μm)  allows,  for  the  first  time,  the  explicit  calculation  of 
liquid  slag  infiltration  into  the  shell‐mould gap. Heat  transfer  through  the  solid 
mould faces and mould oscillation were also  included  in  the model  to provide a 
more realistic representation of the process. 
The  model  developed  was  tested  in  two  case  studies.  In  the  first  case,  the 
predicted  values  were  compared  to  prior  numerical  models  and  laboratory 
experiments  directed  to  casting  of  conventional  slabs.  Excellent  agreement was 







case  study  provided  improved,  fundamental  understanding  of  the mechanisms 
involved  in  slag  infiltration  and  solidification  inside  the mould  and  how  these 
affect key process parameters, such as powder consumption and shell growth.  
The second case study consisted of a sensitivity study, where casting conditions 
(e.g.  casting  speed, mould  cooling,  steel/slag properties  and  oscillation  settings) 
were  varied  in  the  simulations  to  determine  their  effect  on  both  powder 
consumption  and  the  formation of defects. The  simulations predicted  the  initial 
formation of typical casting defects known as oscillation marks, without the aid of 
any external data fitting. The key result drawn from the sensitivity study was the 
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pC   specific heat for the  p th phase (air, steel or slag);  (J/kg‐K) 
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Continuous Casting  is currently  the principal method  for steel production  in  the 
world exceeding 1 billion  tonnes per year. This represents more  than 90% of  the 
world  total  steel production. Most of  the  tonnage  is produced  in  typical  shapes 
such as slabs, billets and blooms, while special or high‐grade steels are produced 
as  thin‐slabs  and  strips.  The  quality  of  these  products  is  critical  to  boost  the 
productivity  of  the  caster;  since  the  absence  of  defects  facilitates  subsequent 
processing. Thus, finding solutions to improve such quality can equate to survival 
in a competitive market. Attaining this high quality is extremely challenging due 
to  the  impossibility  of  controlling  the  variety  of  physical  phenomena  involved 
during  the  casting  process. These phenomena  include  heat  transfer, metal  flow 
















consumption.  The  formation  of  these  defects  (i.e.  deep  oscillation  marks, 
transverse and longitudinal cracks, inclusions, etc.) is related to casting conditions 
in  the plant  such as powder  consumption,  casting  speed and mould oscillation, 
which are strongly inter‐dependent and occur simultaneously inside the mould.  
The  need  to  predict  the  formation  of  defects  has  driven  the  development  of  a 
variety  of  numerical  models  to  simulate  solidification  within  the  mould  [1‐4]. 
However, the generalized approach for these models is based on fitting plant data 
obtained  during  the  operation  of  the  caster.  As  expected,  these  models  have 
proven reliable when the conditions under analysis are close to those used in the 
data acquisition. However, such an approach fails when  these casting conditions 
diverge  radically  from  conventional  limits.  This  is  the  case  with  significant 
increases  in  casting  speed  or  the  introduction  of  new  steel  grades  with  poor 
castabilty (e.g. TRIP and TWIP steels) [5]. Changes increase the number of defects 
and  can  lead  to  major  casting  problems  such  as  breakouts  and  hot  tearing. 
Moreover,  existing  fitting‐based models  are  unable  to  explain  the mechanisms 
involved  on  fundamental  phenomena  such  as  slag  infiltration  and  initial 
solidification.  
In summary, there is a well established need for a numerical model able to couple 




A model which  addresses many  of  these  limitations  is presented  in  this  study, 
allowing  both  new  insights  into  the  triggering  mechanisms  of  infiltration  and 
solidification, which  are,  in  turn,  intimately  related  to  the  formation  of defects. 
Once the fundamentals of the phenomena involved are fully described, the casting 
parameters  can  be  modified  to  provide  optimal  conditions  for  a  defect  free 
practice  increasing  the  quality  of  the  final  product  and  the  productivity  of  the 
caster. 
1.2. Aims and objectives 
This research aims  to develop a numerical model able  to couple  the multiphase‐
flow dynamics (molten steel, slag and gas), heat transfer and solidification inside 
the  mould,  in  order  to  predict  the  formation  of  defects  in  a  slab  during  the 
continuous  casting process. To achieve  this purpose,  the model must be able  to 
accomplish the following objectives/tasks: 
• Define  the  impact  of  the  metal  flow  pattern  on  heat  transfer  and 
solidification. 
















of  the  overall  challenges  faced  during  the modelling  of  the  continuous  casting 
process. Chapter 3 describes the efforts on the development of a numerical model 
to simulate the continuous casting process of conventional steel slabs. Theoretical 
foundations  of  the  model  are  also  presented  in  this  section  plus  a  detailed 
description  of  the  boundary  conditions  and  the  solution  procedure  followed 
throughout the simulations. Results for 2 case studies are presented in Chapters 4 
and  5.  The  first  case  study  in  Chapter  4  deals  with  the  findings  after  the 




properties were varied on  series of  simulations  to determine  their effects on  the 
lubrication behaviour, heat delivery to the mould and formation of typical defects 
such  as  oscillation marks. Conclusions  from  this  study  are drawn  in Chapter  6 
followed  by  recommendations  for  future work. Appendices  and  references  are 
presented at the end of this document.  
Units employed in this investigation comply with the International system of units 
(S.I.)  unless  otherwise  is  stated.  Equations,  figures  and  tables  are  numbered 






Continuous  Casting  (CC)  is  a  method  for  manufacturing  semi‐finished  steel 
products  such  as  slabs, blooms  and billets.  It  is based on  the  extraction of heat 
from  the molten  steel  through  a  copper mould  cooled  by water.  In  the  case  of 
slabs,  the mould  is  composed  of  four  plates, whilst  in  the  case  of  blooms  and 
billets it is a single block. In all cases, the mould forms a cavity with the inlet at the 
top and outlet at the bottom. 
The casting process starts when  the molten steel arrives  in  ladles  from previous 





* Parts of this Chapter have been published previously in: Mills, K.C., P.E. Ramirez-Lopez, and 
P.D. Lee, on Insights into the continuous casting process provided by mathematical modelling, in 
Sano Symposium, University of Tokyo, 2008, Tokyo, Japan. K. C. Mills and P. E. Ramirez-Lopez 
(2008). Recent Advances in mould fluxes and continuous casting. 4th International Congress on the 
Science and Technology of Steelmaking, ICS 2008, Gifu, Japan. Ramirez-Lopez, P.E. on Modelling 
solidification and slag infiltration during continuous casting of slabs. in International Symposium 
on Liquid Metal Processing and Casting. 2009. Santa Fe, NM. USA. P.E. Ramirez-Lopez, P.D. Lee, 
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the  liquid  core. Then,  the dummy  bar  is  retired  and  the product  is withdrawn 
continuously with  the  aid  of  pulling  rolls.  Slags  are  employed  throughout  the 
process to provide lubrication between the strand and the mould walls. The slag is 









heat  transfer  in  the mould  have  a  decisive  influence  in  the  continuous  casting 
process, and consequently, in the formation of defects during the solidification of 
the  shell  (Figure  2).  Slag‐metal  interactions  such  as  interfacial  tension  and  fluid 
flows  at  the  meniscus  have  also  an  important  role  since  they  determine  the 
amount of lubrication and the heat removal through the mould walls [6].  
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on experimental phase  [9]. The need  for a  tool  for  the analysis of  the process  is 
evident; hence, physical and numerical models are used as an alternative way to 
describe  the  multiple  phenomena  and  their  interactions  occurring  inside  the 
mould.  Special  emphasis  is  put  in  the meniscus  region  where  the majority  of 
defects such as depressions, deep oscillation marks, and cracks arise as  the shell 
undergoes  initial  solidification  [10]. Both numerical  and physical modelling  can 
give valuable insights into the mechanisms responsible for these defects.  
2.2. Metal flow in the mould 
The  molten  metal  flow  pattern  inside  the  mould  is  one  of  the  main  factors 
controlling  the  casting  process.  This  pattern  is  produced  by  the  molten  steel 























The main  functions  of  the  SEN  are  to  avoid  the  contact  of  the  steel with  the 






the steel  flow  is calculated by  the percentage of  the cross section blocked by  the 




properties are closely  related  to steel chemistry and  temperature which,  in  turn, 
affect  the density  and viscosity  of  the metal  [15]. The variations  in density  and 
buoyancy  have  limited  influence  on  the  flow  pattern  at  the  top  of  the mould, 
where inertia forces are significant, but they become dominant in the lower part of 
the mould where velocities are lower. The effect of density and viscosity changes 
in  the mushy zone are under  intense  investigation via numerical models, where 





Scaled  experiments  and  numerical  simulations  are  valuable  tools  to  study  the 
metal‐flow dynamics within  the CC mould.  For  instance,  extensive works have 
been carried out to determine the flow patterns in the tundish and mould through 
water  modelling  [18‐23],  where  Particle  Image  Velocimetry  (PIV)  and  Laser 





of  instabilities  and mixing  at  the  interface  is  high  (e.g.  at  high  casting  speeds). 
Video recording is an alternative way to track the amplitude and frequency of the 
fluctuations  at  the meniscus. However,  interfacial  velocities  cannot  be  obtained 
with  this method. The problem  is  further aggravated when using a  third phase 
(silicon oil) to simulate the behaviour of slag at the meniscus, turning visualisation 
and phase differentiation into a problem itself. The first numerical models for the 
casting process were  introduced  in  the 1970’s by Brimacombe et al.  [25, 26], and 
coincided with  the  introduction  of  the  personal  computer.  These models were 
relatively simple and  focused only on  the heat  transfer  to  the mould walls  in 1‐
dimension but did not take the molten metal into account. It was until the 1980’s 




al.  [3] are excellent examples of  these attempts. However,  the meniscus was not 
included in their analyses. Moreover, few studies have focuses exclusively on the 








et  al.  [31] performed numerical  simulations  changing  the  size  and  shape  of  the 
ports,  discharging  jet  angles  and  backflow  rates  (Figure  4).  These  simulations 
consisted in calculating the flow inside the SEN by excluding the mould. Although 
this approach allows  the use of a  fine mesh  in  the nozzle and  saves  calculation 
time, it underestimates the interaction of the fluid leaving the nozzle with the fluid 
in  the mould.  The  accuracy  of  such  study  is  questionable,  since  the  values  of 











The  transient nature of  the meniscus  is a complex subject of  research due  to  the 
changing conditions during casting  (e.g. mould  level oscillations,  turbulent  flow 
patterns and discharging jet oscillations). Meniscus stability is a key feature in the 
flow  pattern  inside  the  mould  since  the  heat  delivery  and  slag  lubrication 
mechanisms are strongly dependent on meniscus dynamics.  
Previous studies of the metal flow inside the mould have described cycles of stable 
behaviour  alternating with  unstable  oscillations  of  the  discharging  jets  [21,  34]. 
However, the majority of the analyses are based on steady state dynamics where 







Published  works  focused  on  the  interfacial  phenomena  are  based  in  two 
approaches. The  first  technique  employs  a method where  the primary phase  is 
treated  as  a  continuum  by  solving  a  single  set  of  time‐averaged Navier‐Stokes 





heat  transfer  and  solidification  phenomena  during  the  casting  of  steel 
components. The major drawback with this type of technique is the blurring of the 
interfaces due  to  the  large differences  in density between  the phases. Therefore, 
finer meshes are required to increase the accuracy of the solution but at the cost of 
extending calculation times. 
The  second  approach  for modelling  free  surfaces  is known  as Euler‐Euler. This 
scheme is based on the calculation of separated sets of equations for each phase in 
the domain. Therefore, a whole set of Navier‐Stokes equations and any other extra 
equations  (such  as  those  for  turbulence  and  energy  transfer)  are  calculated  for 
each phase. As  expected,  this  scheme  is more  accurate  than  the Euler‐Lagrange 
approach  since  the  resolution  at  the  interfaces  is  very  high.  However,  the 
computational  effort  required  to  solve a multiphase problem  is massive. This  is 
further  aggravated  when  the  model  includes  turbulence  or  heat  transfer 
phenomena since the calculation time is increased by several orders of magnitude 







The principal  cause of mould  slag  entrapment  is a highly  turbulent metal  flow. 
Such turbulence produces vortices and a concomitant movement of the slag pool 








oils  and  diverse  particles  have  been  used  to  visualise  entrapment  in  water 
models (Figure 6) [22]. However, straightforward  translation of  these results  into 
amounts of entrapped powder is still uncertain, mainly due to a lack of data about 
the velocities at the interface in the real case. Furthermore, other mechanisms play 
an  important  role  in  entrapment  such  as  assimilation  of  inclusions, presence  of 















with  the  gas phase depending  on  the  bubble  size  and  flow  rate.  In  the  case  of 
numerical models, multiphase techniques for bubble tracking are similar to those 
employed  in  free  surface  calculations  (Euler‐Lagrange  and  Euler‐Euler)  [43] 
(Figure  7).  However,  the  effects  of  both  coalescence  and  dynamic  interfacial 
reactions between  the  inclusions  transported by  the bubbles and  the metal bulk 
are still under investigation [44].  
Metal and argon flow have been modelled by various research groups [36, 45] and 
it has been shown  that  (i)  the  larger bubbles  tend  to  rise near  the SEN and  that 
trajectories  tend  to move away  from  the SEN as  the bubble diameter decreased 
and (ii) the smaller bubbles tended to follow the metal flow. To date, no numerical 










Experimentally, Chevrier  and Cramb  [46]  analysed  this  phenomenon  using  gas 
droplets  rising  through metal‐slag  interfaces with  the  aid  of X‐ray  fluoroscopy. 
Their findings confirm that the bubble size and metal‐slag compositions determine 
the  rest  time  of  the  bubble  and  its  subsequent  assimilation  at  the  interface. 
However,  none  of  these  aspects  have  been  addressed  in  previous  numerical 






Enhanced  conductivity methods were  developed  during  the  80’s  to  bypass  the 
modelling of  the  flow  inside  the mould  (computationally expensive) but  still be 





been widely questioned  [48]. Furthermore,  flow conditions  in  industrial practice 





More  recently,  numerical  models  have  been  able  to  evaluate  the  influence  of 
electromagnetic  techniques  such  as  stirring  (EMS)  and breaking  (EMBr)  [49‐51]. 
















mould  faces  provide  the  width  and  thickness  of  the  slab,  respectively  (slab 
dimensions can be modified by moving the bolt system of each plate). These walls 
are made up of copper plates with a smooth wall facing the slab (mould hot face) 
whilst  the  back  of  the  plate  (mould  cold  face)  has  water  channels  carved 
throughout  its  entire  length. Thus,  the heat  removed  is  a  function  of  the water 
flow passing through the channels and its inlet temperature (Figure 9) [53]. 
Heat extraction in the mould is critical to the caster performance since it controls 
the  solidification  of  the  molten  steel.  The  heat  removal  is  achieved  in  several 
stages  and  locations. For  instance,  the primary  cooling occurs  inside  the mould 










The primary heat extraction  is  crucial  since  it  is here where  the  initial  steel  shell 









and  insulator. These  form a bed, which exerts a deep  influence on heat  transfer. 
The  heat  dissipation  through  the  powder  bed,  slag  pool  and  adjacent metal  is 
commonly referred to as vertical heat transfer.  
The  slag  in  immediate  contact with  the  steel melts and  infiltrates  into  the  shell‐
mould gap (lubrication) producing a thin slag‐film, while the remaining slag forms 














time.  Frequently,  a  significant  fraction  of  the  original  glassy  slag  undergoes  a 
transformation to crystalline phase [57]. Several studies have confirmed that slags 
in crystalline phase have a higher density  than  that of  the glassy phase  [57, 58]. 




































⎛=     (1) 
A number of investigations reported valuable data by measuring the temperature 
gradient  of  slag  heated  between  two  parallel  plates  [59‐61].  Nevertheless,  the 
calculation of  the overall  thermal  resistance between  the  shell and  the mould  in 





procedure  in  practically  all  the  casters  in  the world. However,  the  number  of 
thermocouples  varies  according  to  the  size  of  the  mould  and  the  amount  of 
information required [7, 8]. In most cases, a row of thermocouples is embedded in 
the  centrelines  of  the  narrow  and wide  faces  to  obtain  the  temperature  history 
down  the mould  (Figure 13)  [62]. Then, a map of  the  temperatures between  the 
mould and shell can be obtained by solving the inverse heat equation: 
d
TTKq 10 −=     (2) 
Where the heat flux ( q ) is a function of the conductivity ( K ) and the distance ( d ) 




A  series  of  functions  can  be  determined  from  the  thermocouple  plant 











In  this way, measurements  for  a  variety  of  casters  can  be  averaged  to  obtain  a 
fitted expression that satisfies the overall heat flux trends seen in the plants.  In the 




measurements  and  predicted  results  [65,  66],  but  fail  to  capture  particular 
phenomena related to the slag behaviour  in the gap. In general these models are 
able  to predict  the  typical or normal behaviour of  the  caster  compared  to other 
plants.  However,  this  statistical  approach  tends  to  become  inaccurate  when 
analysing  events  related  to  particular  slab  sizes,  SEN  shapes  or  casting  speeds. 
Furthermore,  these  methods  are  unable  to  determine  the  coupled  effect  of 




Heat  transfer  models  for  the  slag  behaviour  in  the  gap  were  originated  as  a 
response  to  the  need  to  predict  the  effect  of  slag  physical  properties  on  heat 
transfer and vice‐versa. These physical properties of the slag play a fundamental 
role in the insulation of the molten steel [56, 67] and numerical experiments have 
been  developed  to  study  the  heat  transfer mechanisms  through  the  slag  to  the 
mould [57‐60, 67]. However, monitoring the thickness of slag layers in a real caster 









The  slag  bed  provides  thermal  insulation  due  to  the  low  effective  thermal 
conductivity  of  its  constituents.  Thus,  the  bulk  density  and  particle  shape 
(powder,  spherical  or  extruded)  are  also  decisive  in  these  insulating  properties 
since they affect the permeability and convection of the bed [56]. Seminal research 
has  been  conducted  by Diehl  et  al.  [68]  on  the  effect  of  the  slag  presentation. 
However,  this  is  a  subject  traditionally  addressed  by  the  slag  manufacturers. 
Therefore, the number of publications in this subject is limited.  
Previous  statistical  studies have been  carried out  to determine  the  effect of  slag 
composition  on  the  break  temperature,  liquidus  temperature  and  crystallinity 
percentage for a variety of casting conditions and product sizes obtained through 




dealt with  the  effects of  the  slag  type on  the process  control, while others have 
been focused on the chemical reactions  in the bed  including the effects of carbon 
content,  basicity  and  inclusions  absorption  [70‐74].  Nevertheless,  considerable 
work is still necessary to provide insight into the phenomena occurring in the bed. 
Unfortunately, numerical models able to predict the vertical heat transfer through 
the  slag  bed  are  not  available,  whilst  experimental  data  related  to  the  heat 
dissipation are very scarce. In contrast, in the case of the slag film (horizontal heat 
transfer),  the  total  thermal  resistance  has  been measured  through  a  variety  of 
techniques and calculated by several numerical models  [60, 75‐78]. Nevertheless, 




For  instance, various numerical models assume a  linear growth of  the  slag  film 
thickness along  the mould. However,  there  is  insufficient  industrial  evidence  to 
confirm this assumption. 
Typically, numerical models  to  calculate  the heat  transfer  through  the  slag  film 
assume either a constant value for the total thickness of the slag film or consider a 
linear variation  in  the withdrawal direction  [56, 75, 76]. From  these models,  the 






The models derived  from  such approach  (CON1D and CON2D)  incorporate  the 




Although  the models presented by Thomas  et al.  [65,  80‐82]  represent  the most 
sophisticated  tools  available  to  the  steelmakers  to  predict  the  heat  transfer 
behaviour, they suffer from a critical weakness. The metal flow inside the mould is 
not  actually modelled  and  the  flow  effects  are  incorporated  through  heat  flow 
curves fitted from statistical analyses. As a consequence, these models are unable 
to  predict  transient  phenomena  such  as  the  effect  of mould  oscillation  on  slag 




and  the  lubrication  supplied  to  the  shell.  The  amount  of  lubrication  required 
depends  upon  the  mould  dimensions  and  can  be  calculated  from  empirical 
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solid  layer  and  the degree  of  crystallinity  of  the  slag  film. Therefore,  empirical 
relations  between  the  required  viscosity  (representing  the  lubrication)  and  the 
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among  the  casters differs  considerably  and  some  casters  can have  very  specific 




and  the mould  at  all  times  to  avoid  sticking  to  its walls.  The most  important 
properties associated with lubrication are viscosity and density of the slag, which 




























The most  recent approach  for modelling  the heat  transfer  through  the gap  is  to 
include  the  slag  layers  and  their  corresponding  properties  (viscosity,  thermal 
conductivity,  brT , etc.) in the calculations. For instance, Meng et al. [84] produced 
a  separate  analysis  for  the  film by  considering  that  the  slag  in  contact with  the 
mould remained in solid state and attached to the mould walls, whereas the slag 
adjacent  to  the  shell  turned  into  liquid  and  travelled  with  the  slab;  thereby 
creating  a  velocity  gradient  during  mould  oscillation.  Unfortunately,  the  total 
thickness of the slag film has to be predefined with this method underestimating 
the effect of ferrostatic pressure, mould friction and phase shrinkage (i.e. ferrite to 
austenite  transformation  for  steel  and  crystallisation  for  slag). As  expected,  this 
thickness is critical to the behaviour of the layers inside the gap. 
Ojeda  et  al.  [85]  applied  a  numerical  model  to  predict  the  temperature  and 
pressure in the meniscus area as a function of the movement of the rim (emulating 







width  of  the  liquid  slag  channel  and  flow  pattern were  just  a  function  of  the 
distance between the rim and meniscus during oscillation. This model can predict 














Shin  et  al.  [87]  carried  out  plant  trials  in  which  powder  consumption  and 












Q     (5) 
where  ( f )  is  the  frequency  and  ( pt )  is  the  positive  strip  time.  These  studies 
proved  that  the evolution of  the slag film (i.e.  lubrication)  is  intimately  linked  to 
the mould oscillation characteristics and should not be analysed separately. 
2.5. Mould oscillation 
Mould oscillation  is  typically used  in continuous casting  to avoid sticking of  the 
shell  to  the  mould  during  slab  withdrawal.  Sticking  occurs  due  to  a  lack  of 
lubrication  by  the  absence  of  a  slag  film  between  the  shell  and mould.  In  this 
event, the thin‐shell of steel (recently solidified and typically above 1400 °C) comes 
in direct contact with the copper mould fusing together. As the slab is withdrawn, 
the  fused  shell‐mould  section  tears  off  releasing  the  liquid  core.  This  failure 




during  slab withdrawal.  In  contrast, mould oscillation gives  rise  to  concomitant 
defects  known  as  oscillation marks  (OM’s)  (discussed  in Chapter  4). The  usual 
casting practice employs high mould oscillation  frequencies ( f =100 to 600 c.p.m.) 
and short strokes ( s , distance travelled by the mould) to reduce the occurrence of 
these  defects;  yet,  OM’s  are  inherent  to  the  process  due  to  mould  oscillation 






of  the slag within  the shell‐mould gap. However, only  the numerical models by 
Thomas  et  al.  [73]  and  Okazawa  et  al.  [88]  and  the  physical  models  by 
Kajitani et al. [88‐90] have been able  to address qualitatively  the events occurring 





















The  only  attempt  to  fully  include  the  effect  of  the  slag  in  the  gap  in  coupled 
calculations  of  heat  transfer  and  consumption  is  the  one  presented  by 
Meng et al. [80].  Nevertheless,  the  main  limitations  of  this  approach  are  the 
predetermination  of  the  total  slag‐film  thickness  (deduced  from  plant 












strand and mould i.e. ( cv + mv )[89]. These studies showed that: 
1) The  gap  ( oild ) must widen  (down  the mould)  to  satisfy  empirical  rules 
relating  SQ to casting speed and viscosity. 
2) The  powder  consumption  is  related  to  the  gap  width  ( oild ),  which  is 
determined  by  the  balance  of  forces  due  to  the  inflow  of  slag  and  the 
ferrostatic pressure acting on the shell.  
3) The powder consumption is negative (slag is pushed upwards) in the early 
parts of  pt , when  ( oild )  is narrow, but as  the  channel widens  in  late  pt , 
slag flows down into the channel with the greatest inflow occurring during 
early  nt when ( oild ) is wide. 
4) Starting  at  the  end  of  negative  strip  time  ( nt )  the  channel  ( oild )  is  very 
narrow but as positive strip time ( pt ) progresses the channel widens.  
5) Thus  there  is a phase  lag between mould oscillation and  slag  infiltration 
and  the  slag  infiltration  is not  controlled by  nt or  pt but by whether  cv + 
mv > 0 or  is <  0 with negative  infiltration when  cv +  mv < 0   and positive 





6) It was  found  that  the phase  lag decreased with  increasing  viscosity  and 
this was  responsible  for  the  effect  of  viscosity  on  powder  consumption 
(since  oild  is insensitive to viscosity).  
7) Increasing  casting  speed  resulted  in  (a)  shortening  of  the  period where 
( oild ) remains open and (b) a decrease in  the maximum gap ( oild )  leading 
to a decrease in both upward and downward slag flow and a net decrease 
in slag infiltration, which is in agreement with empirical relations. 
8) Increasing frequency (a) had little effect on film thickness ( oild ) (b) but had 
a significant effect on slag  infiltration with  increases  in both upward and 
downward  flows  and  (c)  caused  an  increase  in  period where  cv +  mv <0 
(negative)  and  so  promoted  backward  flow;  the  overall  effect  is  one  of 
decreasing  powder  consumption with  increasing  frequency, which  is  in 
agreement with most reports presented [87, 92, 93]. 
9) Increasing  stroke  resulted  in  (a)  increasing  film  thickness  ( oild ) with  (b) 
increases in both the upward and the downward flows, while (c) increases 
in the period where ( cv +  mv ) < 0 thereby, promoting upward flow; but this 
is offset by an  increase  in  film  thickness  ( oild );  thus,  there  is  little overall 
effect  on  powder  consumption.  This  is  consistent  with  the  lack  of 
agreement on the effect of stroke on powder consumption in the literature.  
















Oscillation  marks  are  typical  defects  formed  in  continuously  cast  products 
consisting of  small  transverse depressions  regularly  spaced along  the  surface of 























( )metalslag metalslagga ρρ
γ
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Sengupta  et  al.  [96]  provided  an  explanation  for  the  formation  mechanism  of 
oscillation  marks  based  on  the  microstructure  analysis  of  cast  slabs  and  the 
meniscus profiles obtained through the Bikerman equation. The latter consisted on 
reconstructing the profile of the mark through metallographic samples to illustrate 






















Displacement in oscillation cycle 
 Mould  Shell  Slag film Molten steel 
 
Figure 22: Oscillation mark formation after Sengupta et al. [54, 96] 
The Bikerman  equation  (which also  incorporates  the  interfacial  tension between 
steel and slag,  slagmetal−γ ) was also used by Shin et al. [87] to express the shape of 
the meniscus on a numerical model proposing  that,  the upper part of  the OM  is 
related to the lower part of the metal meniscus (Figure 23a‐1), whereas, the lower 
part of  the OM  is  related  to  the upper part of previous meniscus  (Figure 23a‐2). 

















findings  on  slag  infiltration  are  directly  applicable  to  the  depths  of  oscillation 
marks. 
Analysis of the heat fluxes  in a mould simulator by Badri et al. [95, 100] showed 







Badri et al. showed  that  there were  two sources of heat  flux variation during  nt  
associated with the immersion of the shell in molten steel and the heat given out 
during solidification when the shell is close to the mould (this would be consistent 






to  Badri’s  view  that  overflow  and  solidification  occur  in  nt .  However, 
Ojeda et al. [86]  claimed  that  their  predicted  results  suggest  that  solidification 
could  occur  at  different  times  in  the  cycle, while  the  fact  that  predicted  hook 
shapes  agree  with  measured  values  provides  some  support  for  this  view. 
Although these techniques provide a reasonable explanation for the formation of 




Aigner  et  al.  [99]  developed  a mathematical model  demonstrating  the  effect  of 
mould level fluctuations on the pitch of the oscillation marks ( OMl ), corroborating 
that  ( OMl )upper >( OMl )  lower    (variations on  the OM’s upper and  lower  curvatures) 


































































of  the  phenomena  involved  in  continuous  casting.  OM’s  depth  and  pitch  are 
defined by a number of factors: casting speed, slag properties, mould oscillation, 
etc.  Finally,  the  strength  of  the  newly  formed  shell  and  its  susceptibility  to 
segregation  are  critical  during  initial  solidification  and  consequently,  to  the 







Steel chemistry plays a  fundamental  role on  the  solidification process  inside  the 
mould. Parameters  such  as  grain  size  and  structure  (equiaxed  or dendritic)  are 




The carbon content  is also a driving  factor during  the solidification of steel. This 
includes  changes  on  mechanical  properties  and  quality  issues  that  some  steel 








The  solidification mode up  to  0.1%  carbon  is  completely via  the  δ phase whilst 
above 0.5%  is  fully  γ ‐phase.  Intermediate carbon percentages have a mixture of 
these phases. The relative proportion of each phase can be defined by  the  ferrite 
potential: 
( )CFP %5.05.2 −=     (8) 
FP =1  represents  a  ferritic  mode  of  solidification,  while  negative  values 
correspond to austenitic modes. Values between 0 and 1 are mixtures of δ  and  γ  






to brittle  crack  formation  since  the ductility  at  this point  is  equal  to  zero  (Zero 
Ductility Temperature–ZDT). However,  if  a  crack  appears  and  the  surrounding 
liquid  is  able  to  flow  inside,  the  crack  can  be  healed.  In  contrast,  if  the  solid 
fraction is above 0.9, the dendrite growth obstructs the flow and the crack cannot 
heal (this is known as Liquid Impenetrable Temperature‐LIT). Therefore, it could 
be considered  that  the  temperature range between 0.9 and 1 solid  fraction  is  the 




High  temperature  tensile  and  compressive  tests  have  been  typically  used  to 
characterize the mechanical properties of steel during solidification [105, 106]. The 
strain  evolution  is  analysed  in  these  studies  as  a  function  of  temperature  and 
stress, which are  later associated with  the  strength, ductility,  thermal expansion 
and  contraction of  the material  [107]. Although  these  experiments provide vital 





shell  under  tensile  stresses, which  are  similar  to  those  suffered  during  sticker 




Few numerical models have  analysed  the  effect of  solidification on  the  thermo‐
mechanical properties of steel during casting [109, 110]. These models predict the 
temperature  and  stress  evolution  as  a  function  of  Fe‐C  phase  diagrams, whilst 
deformation  is  included  through  empirical  relations.  This  approach  provides 
ʺoverall agreementʺ with  industrial measurements, but excludes key  information 
about microstructural features such as nucleation and grain growth, and  thereby 
its  accuracy  is  questionable.  In  the  other  hand,  the  microstructure  evolution 
during solidification has been analysed through several numerical models, which 
have  successfully  described  the  microstructure  evolution  through  the  cellular 
automaton technique or phase‐field approach [111‐114]. 
Current solidification models are capable of predicting the microstructure in terms 
of  macroscale  parameters  such  as  temperature  gradients  and  pressure  fields. 
However,  the  simulations  are  restricted  to  few  hundreds  of microns  since  the 
computational effort to reproduce a larger domain is massive. Lee et al. [115, 116] 
have  produced  a  technique  to  predict  the  microstructure  evolution  of  cast 
aluminium  components  by  using  a  cellular  automaton  model  upon  different 
conditions  of  temperature  and  pressure.  Subsequently,  a  regression  model  is 
employed  to generate constitutive equations, which are  later  incorporated  into a 
macroscale model to predict the formation of defects [117]. This technique allows 







equiaxed  transitions  are  out  of  the  reach  of  the  present  text.  However,  some 
negative effects on the material properties, when their evolution is not as desired 




4% between  the phases  (the  δ ‐phase  transforms  from a BCC structure  to a FCC 
for  the  γ ‐phase).  The  latter  is  crucial;  especially  for  carbon  contents  between 
0.08‐0.2 % C  since  the  complete  transformation  of  δ   to  γ   occurs  in  the  brittle 
temperature range (between LIT and ZDT at 0.2% C) [47]. In more practical terms, 
the shrinkage causes a volume reduction of the slab and increases the shell‐mould 
gap  width  [118].  This  phenomenon  affects  dramatically  the  heat  transfer 
conditions in the lower half of the mould leading to defects. A typical procedure to 
avoid  this anomaly  is  the use of a  taper ratio  in  the mould  that compensates  the 
reduction  in  volume with  a  taper  angle  [119].  These  casting  problems  are  not 
restricted to MC steels but to all steels with full  δ ‐phase solidification modes (C 




most  important effect of micro‐segregation  is a decrease  in  solidusT . Therefore,  the 
shell  thickness will decrease  if  segregation  increases  and  the  casting  conditions 
remain  constant  [102].  Additionally,  macroscale  events  such  as  shrinkage  can 




Numerous  experiments  and  numerical models  have  focused  on  shrinkage  and 
segregation  including  the  formation of oscillation marks and depressions on  the 
shell [118, 119, 121]. These models either analyse scaled portions of the caster such 
as  the meniscus  region  or  follow  a  cross  section  of  the  shell  to  determine  the 
evolution of defects  in  the  slab. Although  these models  are useful  to determine 
areas more prone to segregation and shrinkage, they exclude the combined effect 
of metal flow dynamics and heat transfer on solidification.  
For  instance,  the  first  solid  shell  is  generated  in  the  meniscus  under  specific 
conditions such as local heat flux, slag infiltration and metal flow. Such conditions 
are  changing  with  time  leading  to  an  irregular  shell  formation,  which  is  not 
included if just a portion of the shell is analysed or fixed boundary conditions are 
applied.  A summary of the solidification modes, common casting defects and slag 
























































































































































Quality  requirements  for  continuously  cast  slabs  are  stringent  since  any defects 
introduced  in  the  product  during  solidification  may  be  detrimental  to  either 
further processing or final properties. For instance, deep oscillation marks on the 




those  of  the  data  used  in  the  derivation. However,  the  approach  is  inaccurate 
when the conditions are extrapolated. This is the case with significant increases in 
casting  speed  or  new  steel  grades  such  as  TRIP  or  TWIP  steels,  which  are 
especially  difficult  to  cast.  Extrapolating  existing  models  to  such  operational 
extremes is not straightforward due to a lack of knowledge of the mechanisms of 
defect  formation and  the  inherent  complexity of  the process. Moreover, existing 
models are unable  to accurately describe more  fundamental phenomena such as 
slag infiltration or the relation between consumption and mould oscillation.  
Physical and numerical models are valuable  tools  to analyse  the CC process and 
extensive work has been carried out  to describe  the phenomena  in  the mould as 
illustrated  throughout  this  chapter. However,  these models  are  limited  by  the 
number of interactions that is possible to include in the analysis and the amount of 
material or computational resources required. In consequence, a technique able to 
fully  integrate  the  transient  behaviour  of  the  meniscus  (free  surface)  with  the 






In  today’s  steel  industry,  finding  solutions  that  improve  both  productivity  and 
quality can equate to survival  in a competitive market. Casting defects are major 
sources of quality problems; yield loss and unnecessary energy consumption. The 






hand,  useful  data  can  be  obtained  through  physical  and  numerical modelling. 
However, no model has been presented to date which is capable of combining the 
variety of phenomena occurring  inside the caster under transient conditions. The 
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recent  years,  the  introduction  of  more  powerful  computers  has  allowed  the 
creation of complex models capable of coupling several phenomena such as flow 
dynamics,  heat  transfer  and  solidification.  Eventually,  a  multi‐scale  modelling 
approach, which relates macro‐scale variables (e.g. pressure, temperature, velocity, 
heat  fluxes and  stress)  to micro‐scale phenomena  (e.g. dendrite  formation, grain 
growth, pore size and distribution) has become possible. For instance, metal flow 
and  heat  transfer  occur  at  the mould scale  (m), whereas  solidification  and  slag 
infiltration  develop  at  a  scale  3  orders  of  magnitude  smaller (mm).  Moreover, 
dendrite  growth,  micro  segregation  and  inclusion  formation  takes  place  at  a 
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The  simulation  of  the  casting process  is  a  challenging  subject  and  a number  of 
researchers  have  tried  to  combine  the  various  phenomena  occurring  inside  the 
mould  [4, 37, 123‐126]. However,  commercial  special‐purpose or  in‐house  codes 
able  to  simulate  the  whole  process  are  not  available  to  date.  The  problem  is 














length after  the mould exit. The CAD model also  includes  the solid mould  faces 
with the cooling water channels and bolts in their respective locations. 2D meshes 
created  with  T‐Grid  were  used  as  input  for  the  main  solver,  the  commercial 
software FLUENT v.6.3.26™.  
                                                     











A  2D  cross  section  of  the  CAD  model  presented  in  Figure  32  was  chosen  to 
perform  all  the  simulations.  This  section  represents  the  flow  in  a  central  plane 
parallel  to  the mould wide  faces. The use of a  2D domain  allows  the use of  an 
extremely  fine  mesh  in  the  mould  corner  where  slag  infiltration  and  initial 
solidification  occurs with  reasonable  run  times  (<1 week  on  a  single  core). The 
minimum  cell  size  in  this  region  can  attain  up  to  50 μm.  The main motivation 
behind this 2D approach is the creation of a model able to run in a short time with 
limited amount of  resources, which would be  ideal  for direct application  in  the 
industry.  Employing  a  3D  mesh  for  the  simulations  would  make  the  analysis 
unsuitable for a day‐to‐day industrial application since the calculation time would 




The  use  2D  geometries  produce  a  concomitant  loss  of  accuracy  on  the  flow 
solutions as shown in prior work [11, 127], such as the slight overestimation of the 
velocities  along  the  jet  axis,  since  there  are  no  friction  losses  along  the  slab 
thickness  direction.  Additionally,  as  mentioned  previously,  the  2D  model 
comprises  1 m  of  slab  length measured  from  the mould  exit, where  a  velocity 
outlet  condition  is used as boundary  condition  to  simulate  the  slab withdrawal. 
However,  the  use  of  this  condition  has  also  repercussions  on  the  overall  flow 
pattern.  Comparison  of  2D  versus  3D  results  will  be  presented  in  the  result 
sections (Case Studies) to verify the validity of this approach. 
A  final  consideration  on  the model  is  that  the  effect  of  differences  in  the  heat 
extraction  through  the mould  faces  is  similar  for wide and narrow  faces.  In  the 
real practice, most of  the  slab  surface  is  exposed  to heat  extraction  through  the 
wide  faces producing  a  slight  increase  in  the overall heat  flux  compared  to  the 
narrow  face. However,  this difference accounts  just  to ~15% as demonstrated by 











Although  different meshed models were  used  throughout  the  simulations  and 
particular  model  details  (casting  conditions,  material  properties,  etc.)  will  be 
presented later; the different models (meshes) share common characteristics such 
as  the  theoretical background  for solving  the multiphase  flow, heat  transfer and 
solidification  sub‐models.  These  aspects  will  be  discussed  in  the  following 
sections. 
3.1.2. Sub‐models 
The model couples  the sub‐models for  the  turbulent multiphase flow metal‐slag‐
air with  the heat  transfer  through  the mould walls and steel solidification under 
transient conditions. The block chart in Figure 35 illustrates the coupling of these 







The  fluid  model  is  based  in  the  solution  of  the  Navier‐Stokes  equations  for 
compressible viscous flow coupled with an interface tracking technique known as 
Volume  of  Fluid  (VOF).  This  method  allows  the  prediction  of  the  interfaces 
between any 2 phases within the mould (steel‐slag, slag‐air or steel‐air). Previous 
works  have  demonstrated  the  validity  of  this  approach  for  a  variety  of 
metallurgical  flows  [35], while one of  the  first applications  to continuous casting 
was presented by Croft et al. [126] and the author [11]. Prior research also proved 
the  applicability  of  the  VOF  technique  to  the  calculation  of  2‐phase  flows 
(water‐air or  steel‐air) within  the CC mould  [127]. Comparison  to water models 
confirmed  that a  two‐phase model  (water‐air or  steel‐air) was able  to  reproduce 
successfully the main flow features inside the mould [12, 20]. However, coupling 





The  VOF  technique  has  been  employed  to  solve  the  fluid  in  the  multiphase 
system, air‐steel‐slag. This scheme is applied when the calculation of the interface 
between steel‐slag or slag‐air  is required [128]. Otherwise, the scheme  is reduced 
to  a  typical  single‐phase Navier‐Stokes  approach  for  the bulk  flow.  In  the VOF 
scheme, the effective density ( mixρ ) is given by: 
qqppmix ραραρ )1( −+=     (9) 
and the effective viscosity ( mixμ ) by:  
qqppmix μαμαμ )1( −+=     (10) 
Where (α ) is the phase fraction and the subscripts ( p ) and (q ) represent any two 
of the 3 phases present in the cell (steel, slag or air). Thus, a continuity equation for 
the  volume  fraction  of  any  of  the  phases  can  be  derived.  For  q,  the  continuity 
equation becomes: 






&&rραρα     (11) 
Where  vr   is the overall velocity vector,  pqm& is the mass transfer from phase  p  to 
phase  q and  vice  versa,  qpm& is  the mass  transfer  from  phase  q to  phase  p .  The 








qα     (12) 
The  time  discretization  for  the  volume  fraction  (Equation  11)  is  then  solved 




































Where  V   is  the volume of  the  cell and  fU   is  the volume  flux  through  the  cell 
phase  [128].  In a similar  form,  the VOF model solves a single set of momentum 
transfer  equations  for  the  velocity  when  two  or  more  phases  coexist  in  a 
calculation cell [35]. Thus, it is possible to write the momentum equation as: 








Where (P ) is the pressure and ( gr ) is the gravitational force vector. The convective 
acceleration and the strain‐rate tensor (second term left hand side and second term 
right hand side) are dependent on  the volume  fraction of all  the phases  through 
mixρ  and  mixμ  respectively. The last two terms are the momentum sink due to the 
solidification and  interfacial  tension, respectively. The  term  SS   is described  later 
while  γS  is produced by the interfacial tension between steel‐slag or slag‐air, and 








1     (15) 
Where  ( qp−γ )  is  the  interfacial  tension  and  ( qκ )  is  the  local  surface  curvature 
between any  p  and q phases as also defined by Brackbill et al. [129].  
3.2.2. Turbulence modelling 





The  fluid  is no  longer able  to dissipate  this energy  through a  laminar  flow and 
produces “random” and “chaotic” movements, which lead to a turbulent flow or 
turbulent regime. The main driving force in a turbulent flow is the fluctuation of 
velocity and pressure  in different scales of space and  time. In other words,  large 
pressure and velocity gradients can coexist with regions where these changes are 
minimal  (turbulence  scales).  The  Reynolds  Number,  Re  (dimensionless  ratio 
between  inertial  and  viscous  forces)  can  provide  a  measure  of  the  degree  of 
turbulence  in  a  fluid  since  it  relates  the  velocity  ( v )  to  the  density  ( ρ )  and 
viscosity (μ ) of the fluid; and a characteristic length ( l ) :  
μ
ρvl=Re   (16) 
Thus,  high Re  numbers  are  representative  of  turbulent  flows. The most widely 
used approach to solve turbulence is known as Reynolds Averaged Navier‐Stokes 
(RANS)  and  has  been  used  in  the  current model.  In  the  RANS  approach,  the 
velocity  in  the  Navier‐Stokes  Equations  (11)  and  (13)  is  substituted  by  its 
fluctuating  ( fv )  and  mean  components  (v )  that  represent  the  instantaneous 
turbulent velocity ( v ′r ): 
fvvv +=′r     (17) 
The continuity and momentum equations after Reynolds averaging (taking a time 





mix vρρ     (18) 
And for the momentum equation: 




















• 2 equation models ( k ‐ε ,  k ‐ω  and Spalart‐Allmaras)  
• Reynolds Stress Model (RSM) 
• Large Eddy Simulation (LES) 
A  comprehensive  study  on  turbulence  modelling  can  be  found  in  a  previous 
seminal work, where different  turbulence models were  tested  [11]. Sophisticated 
models such as LES and RSM can provide a highly accurate representation of the 
metal flow pattern inside the mould as shown by Ramos et al. [12] and Zhao et al 
[131]. However,  the  substantial  computational  load makes  them unpractical  for 
coupling with other sub‐models covering heat transfer or solidification. This prior 
work  also  showed  that  despite  having more  accurate  results  for  the  Reynolds 
Stress  Model  (RSM)  than  two‐equation  models;  the  k ‐ε  model  still  provided 
reasonable estimates of the flow‐pattern inside the mould [132].  
On the other hand, the aim of the present study is to combine the heat transfer and 
solidification effects  inside  the mould. Therefore,  the  turbulence model was kept 





The complete fundamentals of the  k ‐ε  model have been extensively described on 
the  literature  [32,  133,  134]  and  its  application  to  CC  was  also  described  in 
previous work [11].  
The  k ‐ε  turbulence model uses the Boussinesq hypothesis to relate the Reynolds 
stresses  to  the mean velocity gradients within  the  flow  [32]. Then,  the Reynolds 
stresses are given by [128]: 
( ) ( ) ijmixmixTmix vkvvvv δμρμρ ′∇′+−∇+∇′=′′′′− rrrrr 32     (20) 
where  ( mixμ′ )  is  the  turbulent  viscosity  and  ( k )  is  the  turbulent  kinetic  energy. 
Finally,  mixμ′   is  computed  by  adding  two  transport  equations  k   and  the 
turbulence dissipation rate (ε ) [130]. 



























Where  kG is  the production  of  k  due  to  the mean  velocity  gradients,  bG is  the 
production  of  k   due  to  buoyancy;  and  kσ   and  εσ are  the  turbulent  Prandtl 
numbers for  k and  ε , respectively [134]. Finally,  mixμ′  is calculated by combining 
k and ε as follows: 
ερμ μ
2kCmixmix =′     (23) 





The approach  for solving heat  transfer  in  the  liquid phases  is comparable  to  the 
multiphase approach, with  the continuity and momentum equations sharing  the 
energy Equation [134]: 




where  (E )  is  the enthalpy and  ( effK ) denotes  the effective  thermal conductivity 
for  the  q th  phase  { }qq KK ′+ ;  defined  according  k ‐ε   for  the  conductive  heat 
transfer. The second term in the right hand side brackets is the energy transfer due 

















where  qE  depends on the specific heat for the q th phase: air, steel or slag. 
The solid wide and narrow faces are included in the analysis by solving the heat 
conduction equation for solids: 
( ) ( )TKh
t m
∇⋅∇=∂
∂ ρ     (26) 











The  horizontal  heat  transfer  is  a  very  complex  process  involving  lattice  and 
radiation conduction through the slag film, which is affected by both the thickness 
and degree of crystallisation of the solid slag [59, 78].  
The  crystalline phase has  a higher density  than  the glass phase within  the  slag 
film.  Thus,  crystallisation  is  accompanied  by  a  shrinkage  that  produces  an 
interfacial thermal resistance  intr  at the slag/copper interface. This  intr  manifests as 
a  surface  roughness  on  the  solid  slag  film  side  as  noted  by  Spitzer  et  al.  [78] 
(Figure 36).  
Mould Slag film Solidified shell 









Thus,  the  horizontal  heat  transfer  can  be  modelled  as  a  series  of  electrical 
































sets of simultaneous equations  (algebraic models)  [58, 84]. However,  the present 
model  avoids  the  use  of  additional  constraints  to  model  the  shell‐mould  gap. 








rr += int     (28) 
where  filmd   and  slagK   are  the  thickness  of  the  slag  film  and  its  conductivity 
respectively.  slagK varies according  to  the  temperature  in  the  film  to account  for 
the phase‐changes in the slag. The heat flux to the mould walls is calculated using 













ms     (29) 
where  ( sT ) is the external temperature of the shell and ( mT ) is the temperature of 
the hot face of the mould in contact with the slag film. It must be noted that  intr  is 
caused by  the  formation of “surface  roughness”  resulting  from crystallization of 



















at  the  top, an  intermediate sintered  layer and a molten slag pool  in contact with 
the  liquid metal  at  the bottom. At  the meniscus,  the molten  slag pool  is drawn 









film  affects  not  only  lubrication,  but  also  the  horizontal  heat  extraction  [77]. 
However,  the effect of  the heat  transfer  through  the sintered and powder  layers 
and its influence on lubrication and rate of heat removal is less well known. These 
factors  are  critical  for  the  initial  solidification  of  the  shell  and  the  formation  of 
defects,  which  are  widely  acknowledged  to  occur  in  the  first  few  centimetres 
below the meniscus level. The approach to solving the vertical heat transfer used 
in  the  current  model  is  not  dissimilar  to  the  treatment  of  the  horizontal  heat 

















sin     (30) 
Where  shellr ,  appears  only  if  the  temperature  is  low  enough  to  produce 
solidification  of  the  shell  along  the  meniscus  curvature.  As  in  the  case  of  the 
horizontal heat  flux,  the  overall heat  transfer  in  the  bed  is  calculated using  the 














q     (31) 
where  the  term  slagbed Kd   includes  the  thermal  resistance provided by  the  slag 
pool,  sintered  layer  and  loose  powder.  Thus,  the  differentiation  between  slag 





The  solidification profile  is  calculated  for  the  steel phase  based  on  an  enthalpy 
method: 






−=     (33) 
The  heat  transfer  is  modified  by  the  latent  heat  evolution  of  the  steel  during 
solidification  in  the mushy zone. The  temperature variation as a  function of  the 
effective thermal conductivity is obtained through: 
( ) ( ) ( )TKHvH
t effmixmix
∇⋅∇=⋅∇+∂
∂ rρρ     (34) 
An enthalpy‐porosity technique that treats the mushy zone as a porous medium is 
used  to  include  a  sink  resulting  from  solidification.  This  sink  term  ( sS )  is 
introduced in Equation (13) depending on the solid fraction at each cell to model 
the velocity damping in the mushy zone through: 





where  mushA  is a constant,  cv  is the casting speed and  lf  is the liquid fraction of 
steel  in  the mushy zone  [128]. The solidification effects on  the  turbulence model 
are  calculated  in  a  similar  form  by  adding  a  sink  term  representing  the  solid 






downwards  and  freezes  against  the  mould.  At  first,  the  liquid  slag  solidifies 















μμ     (36) 
 This results in the formation of a slag rim without the aid of any special function 
to describe  its profile. Meanwhile,  the  liquid  slag attached  to  the shell  travels at 
the casting speed, which is equal to the pulling velocity. Oscillation was applied to 
the solid narrow wall according to [98]:  
( )tffsvm ⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅= ππ 2cos2     (37) 
where ( mv ) is the mould velocity defined for a time ( t ), ( s ) is the stroke and ( f ) 












The  2‐dimensional  domain  (mesh)  used  in  the  simulations  corresponds  to  the 
central plane of  the mould  (cross  section parallel  to  the wide  faces). The model 
includes the SEN, fluid region surrounded by the mould walls, 0.5‐1 meters of slab 
length  below  the  mould  exit  and  the  solid  wide/narrow  faces  (with  cooling 
channels and bolt system in their respective locations). A pressure outlet condition 
is applied to the mould top to model the effects of atmospheric pressure.  
The  slag  is  supplied at  this boundary  (as  in  the  real process) by  calculating  the 
required  powder  consumption  for  good  casting  practice  and  to  maintain  the 
desired  bed  thickness  [99].  Slag  viscosity  and  break  temperature  were  chosen 































hydraulic diameter of  the water channels. The Volumetric  flow rate  is calculated 
to maintain the desired casting speed at the outlet: 
inletinletoutletcoutletinlet AvAvQ ⋅=⋅=/&     (39) 
The  inlet values  for  the  turbulent quantities  k   and  ε  were  calculated with  the 
following expressions: 
201.0 inletvk =   (40) 
SEND
k 2/32=ε     (41) 
  
   72 
where  SEND   is  the  SEN  bore  diameter  =  71.4 mm. A  summary  of  the material 






under  iso‐thermal  conditions.  The  second  step  is  the  addition  of  the  slag  bed, 
where the slag powder is added as an initially flat 50 mm thick layer on top of the 
steel bath. Powder is added as constant flux at the upper boundary. Defining the 



















−= 0μμ     (42) 
where n=1.6 and  0T and T are dependent on the composition as defined by Meng 
et al. [73]. Such an approach also produces the formation of a sintered layer, which 
corresponds  to molten slag  that has returned  to solid state  in colder areas of  the 
bed.  As  a  consequence,  the  model  allows  free  fluctuations  of  the  slag  pool 
thickness,  sintered  layer  and  loose  powder  as  a  function  of  the  velocities  and 
temperatures at the interface and the oscillations of the meniscus. Furthermore, a 










of  the  solid material  in  the  bed  located  just  above  the  liquid  pool  forming  the 
sintered layer. Accordingly, the rim shape is not pre‐defined and is a result of the 
model calculations.  
In  the  third  and  final  step,  the  heat  transfer  and  solidification  are  also  solved 
under transient conditions. The heat transfer is solved for a period of time which 
is  sufficient  to  allow  a  regular  solid  shell  to  form  together with  slag  infiltration 










conditions  listed  in  Tables  3  and  4.  Results  for  a  single  case  are  presented  to 
exemplify  the  model  capabilities  and  typical  outputs.  Then,  these  results  are 
combined with predictions for the rest of the casting conditions  listed  in Table 4; 






solidusT  (K) ,  liquidusT  (K) [137]  1790 , 1810 
 
                                                     
* Parts of this Chapter have been published previously in: P.E Ramirez-Lopez., P.D Lee and K.C. 
Mills, on Modelling solidification and slag infiltration during continuous casting of slabs. In 
International Symposium on Liquid Metal Processing and Casting. 2009. Santa Fe, NM. USA. P.E. 
Ramirez-Lopez, P.D. Lee, and K.C. Mills, on Modelling oscillation mark formation and slag 
infiltration through the coupling of multiple physical phenomena during continuous casting, in 
Modeling of Casting, Welding and Advanced Solidification Processes XII. 2009: Vancouver, 
Canada. P.E Ramirez-Lopez, P.D. Lee and K.C. Mills, on A Coupled Model to Simulate the 
Solidification Inside the Continuous Casting Slab Mould, in Liquid Metal Processing and Casting 























dimensions. A  similar  flow pattern  for  the metal bulk was  found  for all  casting 
speeds simulated with rolls developing above and below the main discharging jet 
leaving the SEN (Figure 41a). This agrees with previously reported findings by the 























The  right  hand  side  of  Figure  41a  shows  typical  temperature  distributions 
produced by the jet and rolls, for steel entering the SEN at a temperature of 1810 K 
and  cv = 0.9 m/min, with  the  jet retaining most of  its heat until  the  impingement 
point and in the rolls (∼1778 K). In the copper mould, the maximum temperature 





as well  as  the  shell  shape  are predicted by  the model  rather  than being  fixed  a 
priori.  
The  left hand side of Figure 41b shows the very high degree of mesh refinement 
required  to predict  these phenomena  (i.e.  the minimum  cell  size < 100 μm). The 
meniscus profile calculated exhibits a more complex structure  for  the slag‐metal 
interface  and  the  slag  rim  than  those predicted by  the Bikerman  equation. This 
suggests  that  infiltration  in  the  shell‐mould  gap  is  strongly  affected  by  other 
phenomena occurring  far  from  the meniscus  corner  (such as  jet oscillations and 
level  fluctuations  as  proposed  by  Lee  et  al.  [138]).  These  transient  events  are 
mainly related to the metal flow delivered by the SEN and involve different time 




Figure  41  shows  a  snapshot  of  the  transient  flows,  slag  layers  and  temperature 
contours  once  a  “steady  state”  has  been  reached  in  the  simulations. Although 





have  developed  throughout  the  mould  length.  In  fact,  there  are  continuous 
fluctuations in both the flow and thermal fields even when “steady state” casting 
has been achieved. Furthermore,  these  fluctuations have a cyclic nature  that has 
been observed in experimental studies [95, 100]. These low frequency phenomena are 
due  to  the  turbulent  nature  of  the  flow  leaving  the  nozzle,  which  produces 
variations  in  the  intensity and angle of  the discharging  jets, as well as wave‐like 







A point 45 mm below  the mould  level was chosen  to measure  the heat  flux and 
shell  thickness  for  Figure  44. This distance was  selected  as  a  reference point  in 




These works show  that  the maximum heat  flux and mould  temperature appears 






typical  low  frequency  (see solid‐line oscillations of approximately 20‐25 s), and a 
very  low  frequency  phenomena  (not  shown  in  the  figure)  on  a  time  scale  of 
minutes. Although  the  analysis  of  this  very  low  frequency  behaviour  is  being 
addressed  by  the  author  in  ongoing  research,  it  requires  extensive  calculations 
over  long  periods  of  time  (significant  computational  effort);  and  therefore,  is 
beyond  the  scope of  this  research. Nevertheless, both  the  low and  the very  low 




minimum  value  close  to  the mould  corner  and  above  the upper  roll. A  similar 
trend was observed for all the casting speeds and flow rates, which suggests that 
the  formation  of  the upper  roll  contributes  to  an uneven  slag pool distribution 












































































flow  delivered  by  the  upper  roll.  This  agrees  with  previous  numerical  and 
experimental studies, where symmetry planes were used as boundary conditions 
at the meniscus [18, 36, 141]. Nevertheless, the current model predicts significant 











causing  instabilities  in  the metal  flow,  the  formation  of  standing waves  on  the 
surface  of  the metal  and  ultimately  the  formation  of  vortices  that  lead  to  slag 
entrapment. This constant state of oscillation also leads to fluctuations in the heat 
delivery  to  the  mould  walls.  Ultimately,  these  instabilities  cause  uneven  shell 
growth and thinning‐ thickening cycles which can be responsible for longitudinal 
cracking.  
This  phenomenon  demands  special  attention  due  to  its  importance  to  product 
quality  and  requires  a  systematic  study  and  validation  with  appropriate 
techniques. Although  this analysis  is beyond  the  scope of  this  thesis,  the  results 
suggest that the present model is capable of predicting slag entrapment. Potential 






∼10  to  32 mm) was predicted  for  all  casting  speeds, while  the width of  the gap 










Infiltration  into  the  shell‐mould  gap  occurs  as  a  thin  film  (~150  to  600 μm 






slag plays an  important  role  in  this  infiltration and determines  the characteristic 
curved  profile  at  the  meniscus  corner,  which  was  effectively  predicted  in  the 
simulations (Figure 47).  
4.4.1. Interfacial tension influence on infiltration 
In order  to explore  the effects of changes on  interfacial  tension  ( slagmetal −γ ),  three 





a)    b)    c) 
 Figure 48: Shell (dark‐blue), solid slag film (red) and meniscus profile (light 
blue‐yellow interface) for a)  slagmetal −γ = 1.3 N/m, b)  slagmetal −γ = 1.0 N/m and 
c)  slagmetal −γ =0.7 N/m [91]   
It can be seen that as  slagmetal −γ  increases: 
10) The  curvature  (radius)  of  the molten/solid  steel  interface  (shown  on  the 
right‐hand side of Figure 48 decreases with increasing  slagmetal −γ . 
11) The  shell  starts  to  solidify  in  the  curved  portion  of  the meniscus when 
slagmetal −γ  is increased. This is suspected to occur due to the reduction in the 
shell‐mould distance, which promotes higher cooling  rates as  the shell  is 
closer  to  the  mould.  This  shell  tip  has  the  typical  shape  of  the  hooks 
reported in the literature [96]. 






Mass  transfer  between  the metal  and  slag phases  has  been  reported  to  cause  a 
dramatic decrease  in  the  interfacial  tension  [72, 143‐145]  (similar  to  the effects of 
decreasing  slagmetal −γ  as shown  in Figure 48c). If this  is a genuine effect,  it should 
increase refining rates enormously but make slag entrapment very easy.  
Predictions of slag  rim and slag‐metal  interfaces are shown  in Figure 49c. These 




Firstly,  the  shapes  observed  in  the  rim  sample  and  simulations  show  irregular 
profile patterns with depressions and bulges throughout their length. In contrast, 
the  Bikerman  profile  presents  a  round  and  smooth  interface.  These  differences 
suggest  that  the  interface  shape  is not only dependent on  the  interfacial  tension 
between slag and steel, but also depends on the liquid slag flow between the rim 
and the solidified shell.  
Secondly,  initial  shell  growth  is  radically  affected  by  the  slag‐metal  interface 
during mould  oscillation,  producing  an  undulated  pattern  on  the  internal  and 
external  shell  boundaries  (shell‐liquid  steel  and  shell‐slag  respectively)  as  they 
solidify. The  cyclic  nature  of  this  bulging  and  its  spacing  related  to  each  other 
confirm  their  similarity  to  a  typical  defect  seen  during  continuous  casting, 
oscillation marks. The  influence  of mould  oscillation  on  slag  infiltration  and  its 
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The  analysis  of  the  actual  infiltration  mechanism  during  mould  oscillation 
requires a detailed description of  the phases present  in  the shell‐mould gap and 
the inflow of molten slag entering the shell‐mould gap is required. This liquid slag 
forms  a  channel  that  runs  from  the  slag  pool  to  a  constriction  (dotted  circle  in 
Figure 50a), where  the  slag  film  initiates. The width of  the  liquid  slag  film was 
calculated by determining  the distance between  the  surface of  the  shell and  the 
break  temperature  for  this  specific  slag  ( brT =1350 K).  Slag  flow  patterns  for  a 
period  of  0.6  seconds  equivalent  to  1  cycle  are  shown  in  Figure  50  for 
cv =0.9 m/min.  
 







Further analysis of  the  flow patterns of  liquid  slag  in Figure 50  shows  that  slag 
infiltration  is  closely  related  to  the  mould  velocity  and  mould  displacement 
during  the cycle. For  instance,  the cycle starts with counter‐flows at  the entry of 
the gap (1 in Figure 50a – mould travelling upwards). Then, the counter‐flow both 
decreases  and moves downwards, disappearing  later  in  the  cycle  and  allowing 
partial infiltration (2 in Figure 50b). Infiltration occurs partly during the negative 
strip  time,  nt , due  to a pumping effect produced by  the downwards movement of 
the mould and slag rim (3 in Figure 50c). This infiltration continues through part 





and  the pressure exerted by  the rim during  the oscillation cycle. This pressure  is 
transmitted  through  the  fluid  and produces periodic  perturbations  on  the  slag‐
metal interface. Thus, an indentation is imprinted every cycle on the interface as it 
moves  downwards  at  a  constant  casting  speed.  This  new  shape  of  the  channel 
produces an accumulation of liquid slag into “packets”, which move downwards 
along the interface in a similar way to a slug flow. The figure also illustrates how 
the  metal‐slag  interface  deforms  to  balance  the  forces  generated  by  interfacial 
tension with the pressure exerted by the rim during the oscillation cycle.  
The  shape  and width  of  the  channel  are  determined  by  the  interaction  of  the 
various  forces  acting  at  the  interface,  namely,  the  ferrostatic  pressure  and  the 
pressure  of  slag  influx. The predicted  channel  shape departs dramatically  from 
previous simulations where a simplified Bikerman profile has been assumed  for 
the slag‐metal interface and a simplified profile is used for the slag rim [86, 98]. In 












Comparison of  flow directions  in  the slag pool at various points  throughout  the 




slag‐metal  interface deforms  to accommodate  the  local  flows of metal/slag  in  the 




produced  by  the  descending  rim  (as  proposed  initially  by  Emi  et  al.  [146]  and 
illustrated by Ojeda et al. [86]) has been confirmed in the simulations.  
There has been a  long debate on  the  factors affecting slag  infiltration with some 
investigators  proposing  that  infiltration  occurs  in  the  negative  strip  time  and 
others claiming  that slag  infiltration occurs  in  the positive strip  time.  In order  to 
compare the current results with those reported previously, two reference points 
were defined during the oscillation cycle, namely,  mv =+ cv  and  mv =‐ cv . The latter 




by Kajitani  et al.  [89]. The  results  show  that  the evolution of  the  solid  slag  film 
( solidd ) is very similar to that reported by Kajitani et al. for the oil thickness. Both 
reach  a  maximum  thickness  when  mv =  + cv   (just  before  the  start  of  nt ),  and 
decrease  steadily  through  nt ,  falling  to  a minimum when  mv =  0. At  this point, 
solidd   starts  to  grow  steadily  during  pt   until  it  reaches  a  maximum  when 







These results confirm  that  solidd  decreases mainly during  the negative strip  time 
(mould  travelling  downwards)  and  increases  throughout  positive  strip  periods 
(mould  travelling  upwards).  In  contrast,  the  behaviour  of  the  liquid  layer 








Kajitani’s experiment  is able  to capture  the effects of  thickening and  thinning of 
the oil  film  in  the gap during  the oscillation  cycle. However,  the  lack of a  solid 
layer  in  the  experiment  suggests  that  the  measured  effects  apply  only  to 
geometrical  changes  in  the gap derived  from  the  artificial  taper  assigned  to  the 
mould  side. Nevertheless,  the overall effect  is equivalent  to  the  remelting of  the 
solid  slag  layer  in  the  current  simulations  as  the  mould  moves  downwards 
(effectively  increasing  the  thickness  of  the  liquid).  Although  this  comparison 
provides a good validation of  the widening/thinning cycles on  the slag film,  it  is 
also  important  to  examine  the  heat  transfer  evolution  of  the  solid  and  liquid 




expected,  the  slag pool prevents  contact of molten  steel with  the  air  above, but 
creates  high  steel  temperatures  close  to  the  interface with  the  slag  (>1500  °C), 
giving rise to a molten slag pool of a few millimetres in thickness.  
On the other hand, the highest temperatures are registered inside the SEN and the 
discharge  jets.  Those  temperature  differences  are  small  inside  the  metal  bulk 
(~60 degrees) for a position 30 cm below the meniscus (1515‐1590 °C) but become 
significant at  the  interface metal‐slag, which demonstrates  that most of  the heat 
extraction  occurs  close  to  the mould walls due  to  the  solidification  of  the  shell 
(Figure 53b). The  latter also confirms  that  the  superheat  is mainly dissipated by 
























































the  narrow  face  centreline  for  a  position  45 mm  below  the  meniscus  and 
cv =1.2 m/min were compared in Figure 54 with those obtained by Badri et al. [95, 
100]  in  a  laboratory‐based  mould  simulator.  In  this  case,  heat  flux  transients 
exhibit a sudden  increase at  the start of  nt , which  is  in excellent agreement with 
Badri’s  measurements.  Furthermore,  the  periodicity  of  the  heat  flux  with 
oscillation is also in good agreement with the experiments. It is also noticeable that 
the heat  flux  in  the  simulations  increased  consistently with a  local plateau at ¼ 
cycle followed by a further increase up to a local maximum at approximately t=½ 









are  representative  of  those  obtained  for  all  casting  speeds  and  cover  the  same 
period of  time  to aid  the  comparison of heat  flux vs.  slag  film  thickness during 
oscillation.  Assessment  of  these  figures  shows  a  strong  inverse  correlation 
between solid slag film thickness and heat flux evolution, where increases in heat 
flux are associated with concomitant decreases in solid slag thickness. This inverse 
dependency  is  consistent  with  Equation  (29)  since  an  increase  in  thermal 
resistance is expected from a thicker solid slag film. Additionally, the points where 
mv   intersects  ± cv   define  local  maxima  and  minima  throughout  the  cycle, 
confirming  the  influence of mould oscillation on  infiltration and heat delivery  to 
the mould.  
4.6. New insights provided by simulations 
The  excellent  correlation  of  the  predicted  results  to  the  findings  of  two  prior 









The mechanism of slag  infiltration  is shown  in Figure 55, where  the  flow of slag 
into  the  solid  slag/shell  gap  and  the  changes  in  solid  and  liquid  slag  film 




Note  that  the values of pressure, velocity and  temperature are  the average value 
across the liquid slag layer at 45 mm below the meniscus for  cv =0.9 m/min. 
Starting at half negative strip time, the slag rim produces a pumping effect as the 
mould  travels  downwards  and  liquid  slag  is  pushed  to  fill‐in  the  gap.  The 
pressure  exerted  by  the  slag  rim  is  transmitted  through  the  fluid  producing 
periodic perturbations  in  the slag‐metal  interface, which  imprint a hollow shape 
on the interface for every cycle as the shell moves downwards. The new shape of 
the  channel  produces  accumulation  of  liquid  slag  into  bursts  that move  down 
along the interface in a similar way to slug flow . Right at the end of  nt , the mould 
reaches  its  lowest position bringing the slag rim closer to  the shell (the source of 
heat in this case).  
This  proximity  causes  remelting  of  the  solid  slag,  thereby  increasing  the  liquid 
film  thickness  to  a  maximum  just  after  the  mould  begins  to  travel  upwards. 
Although  infiltration  increases  steadily  during  this  negative  strip,  the  peak  in 
infiltration  (i.e.  consumption)  occurs  in  the  first  half  of  the  positive  strip  time, 
when  the  liquid slag  film  is at  its maximum  (mould starting  to  travel upwards). 
This  fact  explains  why  slag  consumption  has  been  found  to  increase  with 
increasing positive strip  time  in  industrial practice  [87]. The results also  indicate 
that positive  slag  infiltration occurs  throughout most of  the oscillation cycle but 












Average  temperatures  across  the  liquid  film  are  consistent with  these  findings 




the  shell  or  freezes  when  the  mould  is  far  from  the  heat  source).  Higher 
temperatures are also expected to enhance the fluidity (i.e. reciprocal viscosity) of 
the  slag  entering  the  gap  and  hence,  increase  consumption.  Additionally,  the 
pressure  and  velocity  that  characterize  the  liquid  film  agree  with  physical 
principles. For  instance, velocity  is  a mirror  image of  the pressure  in  the  liquid 
film complying with Bernoulli’s principle. Furthermore, the pressure increases as 
the  liquid  film  thickens,  thereby  reducing  the  velocity  of  the  molten  slag; 
otherwise, the thinning of the film reduces the pressure and increases the velocity. 
Consequently,  the  relationship  between,  liquidd ,  pressure  and  velocity  is 
maintained to ensure that the continuity law is preserved.  
4.6.2. Solidification mechanisms and oscillation mark formation 
Solid  fraction  contours  are  presented  in  Figure  56  for  the  system  steel‐slag‐air. 
Figure 56 also exhibits zones with some solid fraction ( lf < 0.2) in a portion close 
to the SEN and below the meniscus corner for  cv =0.8 m/min. These zones are  in 
agreement  with  the  low  velocity  and  low  temperature  regions  presented  in 
Figure 53  confirming  that  meniscus  freezing  is  related  to  areas  with  low  steel 
recirculation.  The  shell  thickness during  simulations was measured  at  0.7  solid 
fraction  since high  temperature  strength  initiates when  the mushy zone exceeds 















Initial  solidification of  the  shell occurs along  the computed,  tortuous,  slag‐metal 
interface  (shown  in  Figure  56b)  creating  a  shell  of  uneven  thickness, which  is 
pulled  downwards  at  the  casting  speed.  In  order  to  explore  the mechanism  of 




throughout a cycle and corresponding liquid ( liquidd ) and solid ( solidd ) slag layer 
thickness. ( cv =0.9 m/min)  
Variations  in  the  shell  surface  have  been  exaggerated  by  several  orders  of 
magnitude  in Figure 57 to highlight differences  in the surface profile. Schematics 
of solid and liquid slag film thicknesses are also presented in Figure 57 to illustrate 
how  changes  in mould  temperature  ( mouldT ),  shell  temperature  ( shellT ) and break 
temperature ( brT ) affect the solid and liquid layers in the slag film, and hence, the 





For instance, at the beginning of negative strip time ( cv =‐ mv ), the mould is close to 
its highest point  and heat  flux  is  at  a minimum;  consequently,  the  rate  of  shell 
solidification  is  low. Furthermore, as  nt  proceeds  the descending rim pushes  the 
steel‐slag interface giving rise to periodic depressions in the shell surface, which is 




of OMʹs due  to  the  cyclic nature of  solidification within  the mould. Support  for 







vl cOM =     (43) 
Furthermore, this hypothesis is consistent with plant measurements since it is well 
known  that  the  depth  of  oscillation  marks  can  be  reduced  by  decreasing  the 
negative  strip  time  [54,  87]. Alternatively,  since  the OM  formation mechanism 
involves  a  balance  between  ferrostatic/slag  pressure  and  gravity  forces,  it  is 
expected  that high values of  interfacial  tension would produce a decrease  in  the 
curvature at the meniscus; and hence, the depth of the marks would be expected 
to decrease with decreasing  slagmetal−γ .  It was  found  that  the predicted oscillation 
marks  were  more  easily  discernible  for  high  values  of  the  interfacial  tension 




The observation that  OMd  decreased as  slagmetal−γ  decreased is also consistent with 
experimental observations, where the size of the “nail” (or hook) decreased as the 
S content  increased  (i.e.  slagmetal−γ  decreased)  [148]. Predicted values of  OMl  were 
also consistent with  the  theoretical pitch defined above. A  sensitivity  study  that 
investigates  the  influence of  casting  conditions on  OMl  and  OMd   is presented  in 
Chapter 5 to address this behaviour.  




1) Pressure  in  the  liquid  slag  channel,  which  is  affected  by  the  powder 




4) Ferro‐static  pressure  on  the  newly‐solidified  shell  pushing  to  close  the 
shell‐mould gap. 
5) Gravity. 










decreasing  solidd . In contrast, powder consumption is a function of  liquidd . Then, it 
can be concluded that the liquid slag film controls lubrication, while the solid slag 
film  controls  solidification.  Therefore,  the  onset  of  defects  such  as  oscillation 


































































































Figure  59 with  recent  plant measurements  due  to Hanao  et  al.  [135]  to  further 
validate  the model  predictions. These measurements  refer  to  a  position  45 mm 
below the meniscus which matched the reference point in the present calculations. 




than on the low  cv side (scattering at  cv =0.6 m/min). This discrepancy at very low 
casting speeds  is due  to  the  large variations  in solid slag  film  thickness  (<4 mm) 















and  high  casting  speeds.  Powder  consumption was  calculated  by  dividing  the 





















The most  remarkable  result  is  the  replication  of  the  effect  of  casting  speed  on 
consumption, since it is well known from plant measurements that increases in  cv  
lead  to  decreases  in  consumption.  However,  with  exception  of  the  numerical 
models  based  in  plant  data  fitting  by Meng  [73]  and  Shin [87],  or  the  physical 
model  by  Kajitani  [89],  this  relationship  has  not  been  reproduced  even 
qualitatively by previous models.  









to  a  slag  viscosity  of  3.2 dPa  (cf.  1.115 dPa  in  present  study). Wolf  and 
Ogibayashi  equations  indicate  that  sQ   for  Shin  conditions  should  be 
increased by 167 and 278 %, respectively, to compare with  sQ values in the 
present study. 
4) The  current  model  is  two‐dimensional.  Under  full  tri‐dimensional 









with  slag  infiltration  in  the  continuous  casting  mould  has  been  successfully 
developed. The model is able to characterize the slag infiltration phenomena and 
initial shell solidification in the meniscus by coupling physical phenomena across 
a wide  range  of  time  and  length  scales  to  produce  an  integrated model  of  the 
continuous  casting  process.  The  following  conclusions  were  drawn  from  the 
application of this model: 
• Metal and  slag  flows  in  the mould  are  in a  constant  state of  fluctuation. 
Thus,  the  evolution  of  any  variable  ( solidd , liquidd ,  heat  flux,  etc)  can  be 
divided into a high frequency component (instantaneous component) related 
to  mould  oscillation  and  a  low  frequency  component  (mean  component) 
related  to events occurring  far  from  the meniscus at different  length and 
time scales. 
• Changes in the slag flow direction and in consequence, infiltration, always 
occur  on  the  same  period  during  the  oscillation  cycle,  independently  of 
changes of  cv . 
• Local maxima and minima of infiltration and heat flux occur at key points 
in  the  cycle  ( nt , pt ,  dispm =0).  The maximum  values  for  solidd   and  iquidld  
occur close to the beginning of  nt  and start of  pt  respectively.  
• Thickness of  solidd  and  iquidld  maintain an inverse relationship throughout 
the cycle.  solidd  re‐melts when  the mould  travels downwards,    increasing 





• Consumption  is directly  related  to  the  thickness  of  the  liquid  slag  layer 
( liquidd ) and  it occurs partly during  nt  but reaches a maximum  in the first 
half  of  pt   to  finally  decrease  in  late  pt . Negative  consumption was  not 
detected at any part of the oscillation cycle in this study. 




the solid slag  layer  ( solidd ) during  the cycle with  the heat  flux  increasing 
throughout  nt and decreasing in  pt .  
• Periodic  depressions  are  imprinted  on  the  shell  surface  as  the  mould 
moves downwards in  nt . A decrease in the shell solidification rates due to 
heat  flux  reductions  during  nt ,  contribute  to  the  formation  of  such 
depressions.  These  depressions  are  considered  to  be  the  origin  of 
oscillation marks. 
• Predicted  shell  thicknesses,  heat  fluxes  and  powder  consumption  are  in 




in  experiments  and  other  numerical  models  validates  the  modelling  approach 
used  in  this  study.  Results  provide  new  insights  into  the  mechanisms  of 









flux,  shell  formation,  etc.  For  this  purpose,  the  casting  parameters  and  slag 






cv  (m/min)  0.6  0.9, 1.2, 1.35, 1.5  1.8 
η  (dPa‐s)  0.5  1.15, 3.2, 5  11.5 
brT  (K)  1350  1410  1450 
TΔ  (°)  20  40  60 
f  (c.p.m.)  60  100, 140, 250  500 
s  (mm)  5  7  10 
                                                     
* Parts of this Chapter have been published previously in: P.E. Ramirez-Lopez, P.D. Lee and K.C. 
Mills, on Modelling solidification and slag infiltration during continuous casting of slabs. in 
International Symposium on Liquid Metal Processing and Casting. 2009. Santa Fe, NM. USA. P.E. 
Ramirez-Lopez, P.D. Lee, and K.C. Mills, on Modelling oscillation mark formation and slag 
infiltration through the coupling of multiple physical phenomena during continuous casting, in 
Modeling of Casting, Welding and Advanced Solidification Processes XII. 2009: Vancouver, 
Canada and P.E. Ramirez-Lopez, P. D. Lee and K.C. Mills, on A Coupled Model to Simulate the 
Solidification Inside the Continuous Casting Slab Mould, in Liquid Metal Processing and Casting 
Symposium. 2007, Société Française de Métallurgie et des Matériaux: Nancy, France. 
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A matrix of 68 experiments  (Table 6) was used  to determine  the  influence of  the 
variations listed in Table 5.  
Table 6: Matrix of variables for the simulations 
Cast  cv (m/min)  η  (dPa‐s) brT (K)/  intr (m2‐K/W) TΔ  (K) f  (c.p.m)  s  (mm)
1  0.6  11.5  1350 (0.0002)  20  100  10 
  0.9  11.5  1350 (0.0002)  20  100  10 
  1.2  11.5  1350 (0.0002)  20  100  10 
  1.5  11.5  1350 (0.0002)  20  100  10 
  1.8  11.5  1350 (0.0002)  20  100  10 
2  0.6  1.15  1350 (0.0002)  20  100  10 
  0.9  1.15  1350 (0.0002)  20  100  10 
  1.2  1.15  1350 (0.0002)  20  100  10 
  1.5  1.15  1350 (0.0002)  20  100  10 
  1.8  1.15  1350 (0.0002)  20  100  10 
3  0.9  1.15  1350 (0.0002)  20  100  10 
  0.9  1.15  1350 (0.0002)  20  100  10 
  0.9  1.15  1350 (0.0002)  20  100  10 
4  1.2  1.15  1450 (0.0008)  20  100  10 
  1.2  1.15  1410 (0.0004)  20  100  10 
  1.2  1.15  1350 (0.0002)  20  100  10 
5  1.5  1.15  1450 (0.0008)  20  100  10 
  1.5  1.15  1410 (0.0004)  20  100  10 
  1.5  1.15  1350 (0.0002)  20  100  10 
6  1.8  1.15  1450 (0.0008)  20  100  10 
  1.8  1.15  1410 (0.0004)  20  100  10 
  1.8  1.15  1350 (0.0002)  20  100  10 
7  0.9  0.5  1350 (0.0002)  20  100  10 
  0.9  1.15  1350 (0.0002)  20  100  10 
  0.9  3.2  1350 (0.0002)  20  100  10 
8  1.2  0.5  1350 (0.0002)  20  100  10 
  1.2  1.15  1350 (0.0002)  20  100  10 
  1.2  3.2  1350 (0.0002)  20  100  10 
9  1.35  0.5  1350 (0.0002)  20  100  10 
  1.35  1.15  1350 (0.0002)  20  100  10 
  1.35  3.2  1350 (0.0002)  20  100  10 
10  1.8  0.5  1350 (0.0002)  20  100  10 
  1.8  1.15  1350 (0.0002)  20  100  10 
  1.8  3.2  1350 (0.0002)  20  100  10 
11  0.6  1.15  1350 (0.0002)  40  100  10 
  0.6  1.15  1350 (0.0002)  60  100  10 
12  0.9  1.15  1350 (0.0002)  40  100  10 
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  0.9  1.15  1350 (0.0002)  60  100  10 
13  1.2  1.15  1350 (0.0002)  40  100  10 
  1.2  1.15  1350 (0.0002)  60  100  10 
14  1.5  1.15  1350 (0.0002)  40  100  10 
  1.5  1.15  1350 (0.0002)  60  100  10 
15  1.8  1.15  1350 (0.0002)  40  100  10 
  1.8  1.15  1350 (0.0002)  60  100  10 
16  0.6  1.15  1350 (0.0002)  20  100  5 
  0.6  1.15  1350 (0.0002)  20  100  7 
17  0.9  1.15  1350 (0.0002)  20  100  5 
  0.9  1.15  1350 (0.0002)  20  100  7 
18  1.35  1.15  1350 (0.0002)  20  100  5 
  1.35  1.15  1350 (0.0002)  20  100  7 
19  1.8  1.15  1350 (0.0002)  20  100  5 
  1.8  1.15  1350 (0.0002)  20  100  7 
20  0.6  1.15  1350 (0.0002)  20  60  10 
  0.6  1.15  1350 (0.0002)  20  140  10 
  0.6  1.15  1350 (0.0002)  20  250  10 
  0.6  1.15  1350 (0.0002)  20  500  10 
21  0.9  1.15  1350 (0.0002)  20  60  10 
  0.9  1.15  1350 (0.0002)  20  140  10 
  0.9  1.15  1350 (0.0002)  20  250  10 
  0.9  1.15  1350 (0.0002)  20  500  10 
22  1.35  1.15  1350 (0.0002)  20  60  10 
  1.35  1.15  1350 (0.0002)  20  140  10 
  1.35  1.15  1350 (0.0002)  20  250  10 
  1.35  1.15  1350 (0.0002)  20  500  10 
23  1.8  1.15  1350 (0.0002)  20  500  10 
  1.8  1.15  1350 (0.0002)  20  60  10 
  1.8  1.15  1350 (0.0002)  20  140  10 
  1.8  1.15  1350 (0.0002)  20  250  10 









solid  domain  includes  the mould  narrow  face  and  its water  cooling  channels. 
Initially, the cell size of the mesh varies from 5 mm to 200 μm (Figure 61), but after 










Tracking  points  were  placed  in  the  mould  and  fluid  regions  to  measure  the 
evolution of key parameters during casting. Mould lubrication and heat flux were 
measured at a distance 45 mm below the meniscus level, which was identified in 
the  simulations as  the  location with  the highest  temperature  in  the mould. This 
event occurs due to the proximity of the shell to the mould in this location (i.e. the 
shell‐mould  gap  has  a minimal  thickness). Hanao  et  al.  [139],  Fredriksson et al. 
[149]  and  Santillana et al. [150]  have  identified  this  location  as  critical  to  the 




The  variables  tracked  through  these  points  are  the  solid  and  liquid  slag  film 
thickness, velocity,  temperature and pressure  for  the  liquid  film,  shell  thickness 
and  heat  flux. Additional  shell  thickness measurements were  taken  at  half  the 
mould height and at the mould exit. Sampling of results was taken typically 2000 s 
after  a  steady  state  solution  had  been  reached  (regular  shell  formation  and 
complete slag  infiltration). Typical calculation  time  for each run was ~120 h on a 















68  sets  similar  to  the  one  presented  in  Figure  63  were  produced  after  the 
simulations for each run in Table 6 for at least 1000 s. High frequency phenomena 
(related to mould oscillation) were typically analysed for periods of 100 s, whereas 
low  frequency  phenomena  requires  sampling  at  least  for  500 s.  Subsequently, 
results are post‐processed to generate a statistical analysis of the results. 
5.1.1. Statistical approach 
Data  from FLUENT v.6.3.26™ was exported as  .csv  files  for analysis  in Microsoft 
Excel™  using  both  the  Essential  Regression  Software©  plug‐in  and  the  built‐in 
regression  tools. Data  acquired  from  the  runs were  analysed  to  determine  the 
regression  equations  that  would  best  represent  the  behaviour  observed  in  the 
simulations as functions of the factors presented in Table 5. Initially, small sets of 
10‐20  simulations  were  designed  through  Essential  Experimental  Design©  to 
produce blocks of experiments called “casts”. Blocks of 2‐4 casts were used for the 
regression  according  to  the  output  equation  required  (i.e.  according  to  the 
responses obtained through the simulations). Consequently, equations to describe 
the heat flux, powder consumption, shell thickness and oscillation mark formation 






™ Fluent is a registered trademark of ANSYS Inc. 
™ Excel is a registered trademark of MICROSOFT Corporation. 
© Essential Regression copyright: David Steppan, Joachim Werner and Bob Yeater,  
For more information visit: http://www.jowerner.homepage.t-online.de/download.htm 
© Essential Experimental Design, copyright: David Steppan, Joachim Werner and Bob Yeater.  






trends  (blue  arrows)  which  were  later  confirmed  by  adding  the  remaining 
experiments  (dotted  circles).  In  Figure  64,  the  peak  heat  flux  magnitude  is 
represented by the circle’s diameter; thus, it can be clearly identified that heat flux 
increases when  casting  speed  increases. However,  it  decreases  if  the  interfacial 




Figure 64: Analysis of the effect of  cv  and  intr on heat flux through improved 
design of experiments (diameter of solid circles is equivalent to heat flux) 
Once  enough  data  had  been  gathered  to  produce  the  regression,  a  number  of 













df SS MS F Significance F
Regression 1 5.5141836 5.514183594 55.796161 1.25E‐05
Residual 12 1.1859275 0.098827293
Total 13 6.7001111
Coefficients Standard Error t Stat P‐value Lower 95% Upper 95%
Intercept 0 #N/A #N/A #N/A #N/A #N/A
1/vc*mu 0.710999175 0.0951847 7.469682818 7.53E‐06 0.50360963 0.9183887
Observation Predicted Q (kg/m2) Residuals Standard Residuals Percentile Q (kg/m2)
1 0.789999083 ‐0.0099991 ‐0.033105701 3.846153846 0.3
2 0.284684354 0.2853156 0.944644044 11.53846154 0.34
3 0.246874714 0.2531253 0.838065833 19.23076923 0.4533333
4 0.123437357 0.1765626 0.584576597 26.92307692 0.5
5 1.579998166 ‐0.6699982 ‐2.218279253 34.61538462 0.5
6 0.312870924 0.4471291 1.480387861 42.30769231 0.57
7 0.156435462 0.1835645 0.607758986 50 0.6
8 0.164583142 0.2887502 0.956015389 57.69230769 0.7
9 1.030433587 0.3695664 1.223587687 65.38461538 0.76
10 0.686955725 0.1130443 0.374275309 73.07692308 0.78
11 0.515216793 0.1847832 0.611793844 80.76923077 0.8
12 0.412173435 0.1878266 0.62187002 88.46153846 0.91







Results  are  presented  in  this  section  by  comparing  the  measurements  and 








Wolf  and Ogibayashi  equations  [93]. These  fitted  expressions were  obtained  by 
statistical  analysis  of  a  considerable  number  of  plant  measurements  and  are 
representative of the casting practice in today’s steelworks (Figure 65).  
 
Figure 65: Effect of  cv  on  sQ  compared to Wolf and Ogibayashi relations [151] for 
η =1.15 dPa‐s (η  was chosen according to Mills et al. [92] as representative of the 
requirements for this mould size and steel grade).  
Results presented  in Figure 65  indicate  that  consumption decreases  significantly 
with  increasing casting speed, with a reduction of almost 100%  in  sQ  at  the  low 
speed  range  ( cv   from  0.6  to  0.9 m/min). However,  this  steep  curve  assumes  an 
asymptotic behaviour above  cv = 1.8 m/min. The factors  cv  and η  were used in the 












η⋅= cs vQ     (46) 
which  is  ~15%  higher  than  the  Wolf’s  relation.  A  similar  case  occurs  with  a 














during  the plant measurements by Shin et al.  [87]  (η =3.2 dPa‐s) was replaced  in 
the  regressed  equation  based  on  Wolf’s  work  (Equation  46).  In  contrast,  the 
regression  equation based  on Ogibayashi  relation  (Equation  48)  is  close  at high 





Figure 66: Effect of  cv  on  sQ , compared to Shin et al. [87] for η =3.2 dPa  
In order to test the flexibility of the model, extrapolation to higher casting speeds 
was  tested.  In  this  case,  data  from  Hanao  et  al.  [135]  was  chosen  due  to  the 
availability of values  for  intr , which do not  require any additional correlation  to 
brT  (e.g.  intr  and η  are provided;  intr =0.0002 m2‐K/W and η =0.6 dPa‐s). Equation 
(46) was  extrapolated  to  casting  speeds  up  to  9 m/min  and  provided  excellent 
agreement with the data reported by Hanao et al. [135].  
 




Equations  46  and  48  illustrate  the  significant  effect of η  on  the overall powder 
consumption,  where  increases  of  a  few  dPa‐s  in  powder  viscosity  lead  to 




Figure 68: Effect of  cv  on  sQ  for various viscosities, η  
Changes in powder viscosity are typically achieved by modifying the composition 










Q 12172.0 5.0 +⋅= η     (49) 
Although  the  change  in  sQ   (due  to  brT )  described  by  the  Equation  (49)  is  not 
drastic,  it  is  still perceptible and  can enhance  consumption by a  few percentage 
(Figure  69). Moreover,  the  effect  of  including  brT   in  the  regression moved  the 
curvature  radius  of  Equation  46  closer  to  Wolf’s  equation  and  reduced  the 
coefficient of  5.01 η⋅cv from 0.82 to 0.72, which is just 2.5% higher than the original 
Wolf’s coefficient (0.7).  
 
Figure 69: Effect of  brT  on  sQ  for various casting speeds,  cv  
5.2.4. The role of interfacial resistance on the simulations 
The  interfacial  resistance  plays  an  important  role  in  the  simulations  since  it  is 







Increases  in  brT   are  achieved  by  increasing  the CaO/SiO2  ratio  of  the  powder, 
which in turn, increases the crystallisation making the slag prone to shrinkage and 
amplifying  the  surface  roughness.  Consequently,  the  roughness  and  intr   will 
increase  the greater  the  crystallisation and  the greater  the  thickness of  the  solid 
slag film are. Hence, any increase in  intr  is expected to decrease the heat flux to the 
mould walls. Furthermore,  since an  increase  in  brT   results  in  increases of  solidd , 
with  a  concomitant  decrease  in  liquidd .  Thus,  the  consumption  is  expected  to 
decrease with increasing  brT  as confirmed by Figure 69 in the previous section. 
Despite  the  importance of  intr on  the heat  transfer characteristics of  the slag,  few 
works have dealt with  the measurement of  this quantity as a  function of  brT  or 





















The effect of  cv on heat flux was analysed by comparing the peak heat flux ( peakq ) 
found  in  the  simulations  (in  a  location  at  45 mm  from  the mould  top)  to plant 
measurements. As  in the case of powder consumption, a variety of combinations 
for  the  factors  cv  and η  were  tested  in  the  regression analysis.  In  the previous 
section,  sQ  and hence, the liquid slag thickness  liquidd  were found to be functions 
of  5.0η⋅cv . To date,  there  is no published relation between  peakq  and η , but  the 
viscosity does affect  liquidd . An inverse inter‐relation between  liquidd  and  solidd was 
noted in Chapter 4. Thus,  peakq  should increase with increasing  cv  and decreasing 
solidd .  The  parameter  (





vq cpeak +⋅⋅= η     (51) 
Comparison of  this equation  to plant data due  to Suzuki et al. [153] shows good 
agreement (lying ~10% higher than the measured  peakq ) despite the scatter in the 
measurements. The value used  for  intr   is  0.00016 m2‐K/W  (after using Equation 





Figure 71: Effect of  cv  on  peakq  for  intr =0.00016 m2‐K/W and η =1 dPa‐s compared 
to plant measurements by Suzuki et al. [153] 
The  effects of  changes on  cv  on  the heat  flux  in  the mould have been analysed 
exhaustively through statistical analysis of plant data and numerical models based 
on plant data fitting [27, 47, 56, 80, 150, 154]. The overall trend presented in these 
studies is a consistent increase in  peakq  as  cv  is increased, which is consistent with 
the  results presented  in Figure 71. Nevertheless, despite  the variety of empirical 
equations  deduced  from  these  analyses,  an  expression  to  correlate  peakq   as  a 
function of  cv  and the powder properties (e.g.  intr ), without the use of plant data 
has  not  been  presented  to  date.  Comparison  to  a  different  set  of  conditions 
allowed  the  testing  of  the  regressed  function  to  other  operational  conditions. 
Similarly  to  the case of  cv  effects on  sQ ,  the robustness of  the regression fit was 

















Predictions  of  shell  thickness  ( shelld )  as  a  function  of  cv   for  a  position  45 mm 
below  the  meniscus  were  compared  with  the  measurements  reported  by 
Hanao et al. [139] in Figure (74) at the same location in the mould by the equation: 





due  to  the  absence  of  Hanao’s  data  in  the  low  speed  range  (0.6‐0.9  m/min). 
Nonetheless, these results show the applicability of the model to a wide range of 
casting  speeds  (0.6  to  1.8  m/min)  in  a  particularly  difficult  region  for  model 
predictions  such as  the  first centimetres below  the meniscus  (where drastic heat 
flux variations occur). This good agreement of the model to measurements in the 
upper  region of  the mould  is  critical  in  the prediction of defects  such  as OM’s, 
which are thought to appear in the first 100 mm from the mould height [149].   
 
Figure 74: Effect of  solidt  ( cv ) on shell thickness 45 mm below the meniscus [155] 
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The  shell  thickness  was  also  measured  at  the  mould  exit.  As  expected,  the 








sources  [34,  62,  97].  This  discrepancy  in  shell  thickness may  be  caused  by  the 
















The  impossibility of directly observing the events  inside the mould has  lead to a 
number of different theories to explain OM’s and transverse crack formation [87, 
95‐99].   The  findings presented  in Chapter 4  suggest  that  the  formation of  these 
marks is deeply influenced by the oscillation settings of the mould. Negative strip 
time was  identified  as  critical  to  the  formation  of OM’s  since  an  indentation  is 
imprinted on the slag‐metal interface when the mould moves downwards during 
nt . This section explores the effect of changes in  cv ,   f  and  s  on the formation of 
OM’s in relation to the evolution of the peak heat flux during mould oscillation. 

































measurements via the OM pitch ( OMl ) and OM depth ( OMd ) in Figures 80 and 81, 
respectively.  Although  the  OM  pitch  shows  an  excellent  agreement  with  the 
theoretical  OMl  (Equation 43);  OMd  is clearly smaller than the measured values in 
the final product. Moreover, the shape of the predicted marks differs significantly 




Figure 80: Comparison of  OMl  predicted in the simulations to theoretical  OMl  
 




The  application  of  the  sensitivity  study  over  a  wide  variety  of  operational 
conditions  allowed  the  identification  of  key  quantitative  relationships  between 
casting parameters (such as  cv , η ,  brT ,  intr  and mould oscillation) and their final 
effect on powder consumption, peak heat flux  in  the mould and shell formation. 
Additionally, the variation of mould oscillation settings over a significant range of 


















oscillation mark  formation  is  the uneven solidification of  the meniscus along  the 
slag‐metal  interface.  These  findings  discard  the  need  for  prior  unsupported 
hypothesis of meniscus bending or mould  level  fluctuations  for  the existence of 
the marks, since stress‐strain effects are not  included  in  the calculations and  the 
cyclic formation of the marks corresponds to the mould frequency (although these 
may  contribute  as well).  Badri  et  al.  [95]  suggests  that  there  are  two  necessary 
conditions for the formation of this solidified meniscus. First, the heat flux must be 
high  enough  to  produce  rapid  and  uneven  solidification.  This  appears  in  the 
simulations as drastic changes in heat flux during the oscillation cycle (Figure 78). 
Second, the slag‐metal interface must deform such that the liquid comes into close 
proximity with  the  copper mould. This  second  requirement  is  accomplished by 
the pushing and  imprinting of an  indentation  in  the  slag‐metal  interface during 
the  downwards  movement  of  the  mould  (e.g.  during  nt ).  Badri  et  al.  [95] 
suggested  that  these  two  conditions  are  enough  for  the  solidification  of  the 
meniscus  and  the  formation  of  OM’s.  This  hypothesis  was  corroborated 
throughout the simulations. 
5.4. Conclusions from case study 
A  sensitivity  study  was  used  to  test  the  applicability/validity  of  the  results 
obtained  to  a wide  range  of  operational  conditions.  The  following  conclusions 
were drawn from the results of this sensitivity study. 
• The  model  developed  is  capable  of  predicting  qualitatively  and 
quantitatively  a  variety  of  key  parameters  that  define  lubrication,  heat 




• Replication  of  the  trends  observed  in  the  casting  practice was  achieved 
without  additional  parameter  fitting  to  external  plant  data.  This 
corroborates the self consistency of the model developed. 
• A  set  of  regression  equations  that  correlate  several  critical  parameters 
during  the CC process  (casting conditions and powder properties)  to key 
features  (e.g. heat  flux  and OM’s) were  obtained. These  equations  show 
excellent agreement with the conditions seen in the industrial practice. 
• Combining  of  the  findings  from  Chapter  4  with  the  sensitivity  study 
results  has  allowed  the  first  full  description  of  how  the  mould  slag 
operates inside the mould. 
• Predictions  confirm  that  OM’s  appear  during  negative  strip  time, 
regardless of changes in frequency or casting speed. A sudden increase in 
the peak  in heat  flux during  the negative strip  time was  found  in all  the 
simulations  in spite of changes  in casting conditions or mould properties 
for sinusoidal oscillation modes. 
• OM depth  found  in  the  simulations  is  less  than  the  final depth  found  in 












A  numerical  model  of  the  continuous  casting  process,  which  explicitly 
incorporates  the presence of slag, molten steel, heat  transfer  through  the mould, 
and shell solidification, has been successfully developed in this investigation. The 
model  is  able  to  characterize  the  liquid  slag  infiltration  and  initial  shell 
solidification  in  the  meniscus  by  coupling  physical  phenomena  across  a  wide 
range of time and length scales to produce an integrated model of the continuous 
casting process.  





mould  simulators.  Excellent  agreement was  found  for  features  such  as  powder 
consumption,  peak  heat  flux  variations  and  shell  formation.  Furthermore, 
predictions  of  shell  thicknesses  and heat  flux  for  a  variety  of  simulated  casting 
speeds,  powder  properties  and  mould  oscillation  settings  are  also  in  good 
agreement  with  plant  measurements.  These  findings  provide  an  improved 













etc.)  can  be  divided  into  a  high  frequency  component  (instantaneous 
component) related  to oscillation; and a  low  frequency component  (mean 
component) related to events occurring far from the meniscus at different 
length and time scales. 
• Periodic depressions are  imprinted on  the slag‐metal  interface during  the 
downwards movement of the mould during negative strip time,  nt . These 
depressions are considered to be the origin of oscillation marks.  
• Infiltration  always  occurs  at  the  same  period  in  the  cycle  regardless  of 
changes in the casting conditions (for a sinusoidal oscillation mode). Local 
maxima and minima of infiltration and heat flux occur at key points in the 
cycle (start of positive,  pt , and negative,  nt , strip times). Maximum values 
of slag consumption occur during the late part of  nt  and the first half of  pt . 
The solid and liquid slag layer thicknesses maintain an inverse relationship 
since  the  rim  plus  solid  slag  layer  re‐melts  when  the  mould  travels 
downwards and re‐solidifies when it travels upwards.  








The  model  developed  in  this  study  has  proved  capable  of  calculating  reliable 
values  for  the  heat  flux  and  powder  consumption  under  different  casting 
conditions. In consequence, its application to the prediction of defects during the 
casting  process would  be  the  next  logical  step  on  its  development.  In  order  to 
allow  the  direct  prediction  of  defects,  a  number  of  complementary  actions  are 
proposed as future work. 
6.2.1. Extension of current sensitivity study 
The  relation  between  sQ   and  the  oscillation  characteristics  ( f ,  s   and  cv )  is 
complicated and there are conflicting prior studies  [87, 93]. These parameters may 
have  a  direct  relation  on  sQ or  an  indirect  relation  with  sQ via  nt or  pt .  A 








practice.  The  effect  of  shell  solidification  and  subsequent  shrinkage  on  the 






The  implementation  of  a  thermo‐mechanical model  to  analyse  the  effect  of  the 
stress‐strain evolution after the initial solidification is critical for the prediction of 
defects  in  the  casting process. This  is proposed  through  the  simulation of  stress 
accumulation  and  defect  formation  in  the  shell  through  a  commercial  Finite 
Element package. The  inputs  for  this analysis would  include  the  thermal  fields, 
ferrostatic  pressure  and  solid  fraction  development  calculated with  the  current 
model; whilst the outputs expected are the stress and strain maps for the shell in 




Adding  the  effects  of  EMBr,  EMS,  argon  flow,  inclusions  and  clogging would 
prove beneficial in the determination of optimal casting conditions for the process.  
However, the inclusion of these effects is not always straightforward and requires 





compositions  are  required  to  apply  the  model  to  a  wider  range  of  materials. 
Hanao  et  al.  [135]  have  recently  derived  values  for  the  interfacial  thermal 





Further  research  is  needed  to  relate  the  magnitude  of  intr   to  the  fraction  of 
crystalline  phase  and,  in  turn,  to  the  chemical  composition  of  the mould  flux. 
Additionally,  data  regarding  the  semi‐solid  properties  of  steel  as  a  function  of 
composition during solidification would be critical in the accuracy of any thermo‐





Coupling with  a miscrostructural model would provide new  insights  regarding 
the  microstructure  evolution  in  the  newly  formed  shell.  This  microstructural 
model would run over a series of different pressure and temperature conditions to 
track  the  grain  growth  evolution  and  the  macroscale  defect  formation  for  an 
elementary  representative  volume.  The  inputs  provided  for  this model  can  be  the 











Finally,  implementation  is  required  in  order  to  complete  the  purpose  of  the 




The  current  2D model  and  sensitivity  study  are  considered  the work‐horse  to 
obtain optimal conditions for plant operation. In the event that the 2D model is not 
capable of predicting with accuracy the required casting conditions, the coupling 
of  this  model  extended  to  3‐dimensions  model  with  a  thermo‐mechanical  is 
suggested.  This  3D  +  stress model  could  be  used  as  a  diagnosis  tool  to  detect 
anomalies  in  the  process.  Finally,  if  redesign  of  the  caster  is  required,  a  fully 











































−= 0μμ   Where n=1.6 
Interfacial tension: 
airwater−γ = 0.07 N/m;  steelslag−γ  = 1.3 N/m ;  airslag−γ  = 0.5 N/m  
Copper mould 
copperρ = 8978 kg/m3 ,   mK = 387.6 W/m∙K 
7.2. Appendix B: Heat transfer coefficient for the mould 
Channel data 0.005 m
Length Thickness Depth Area Perimeter
na 0.005 0.055 0.000275 0.12 0.055 m
Dh = 4 (Transverse area of channels) / Perimeter
D=(2thickness*depth)/(thickness+depth)
Dh= 0.00916667 Dh=D D= 0.00916667
Heat transfer coefficient
v (m/s) Cp (J/Kg-K) k (W/m-K) ρ(kg/m3) µ(kg/m-s) hc
8.5 4181 0.602 998 0.000968 271672.038
20 4181 0.602 998 0.000968 538683.653







































df SS MS F Significance F
Regression 1 6.434995776 6.434995776 291.2692667 2.91E‐09
Residual 12 0.265115335 0.022092945
Total 13 6.700111111
Coefficients Standard Error t Stat P‐value Lower 95% Upper 95%
Intercept 0 #N/A #N/A #N/A #N/A #N/A
1/vc*mu 0.827582519 0.048491317 17.06661263 8.81E‐10 0.721929016 0.933236021
SIDUAL OUTPUT PROBABILITY OUTPUT
Observationedicted Q (kg/m Residuals Standard Residuals Percentile Q (kg/m2)
1 0.650210234 0.129789766 0.908855207 3.846153846 0.3
2 0.450704273 0.119295727 0.835370509 11.53846154 0.34
3 0.514036325 ‐0.014036325 ‐0.09828962 19.23076923 0.453333333
4 0.257018162 0.042981838 0.300981104 26.92307692 0.5
5 1.300420469 ‐0.390420469 ‐2.733926469 34.61538462 0.5
6 0.578679513 0.181320487 1.269700022 42.30769231 0.57
7 0.289339757 0.050660243 0.35474928 50 0.6
8 0.342690883 0.11064245 0.774775781 57.69230769 0.7
9 1.286207796 0.113792204 0.796831986 65.38461538 0.76
10 0.857471864 ‐0.057471864 ‐0.40244778 73.07692308 0.78
11 0.643103898 0.056896102 0.398415993 80.76923077 0.8
12 0.514483119 0.085516881 0.598833526 88.46153846 0.91











df SS MS F Significance F
Regression 2 6.369396482 3.184698241 105.927218 1.86E‐07
Residual 11 0.33071463 0.030064966
Total 13 6.700111111
Coefficients Standard Error t Stat P‐value Lower 95% Upper 95%
Intercept 0 #N/A #N/A #N/A #N/A #N/A
1/(Vc*n)^0.5 0.757526647 0.15608434 4.853316149 5.08E‐04 0.413987332 1.101065963
Tbr 4.43531E‐05 9.56121E‐05 0.463885645 0.651774498 ‐0.000166088 0.000254794
RESIDUAL OUTPUT PROBABILITY OUTPUT
Observation edicted Q (kg/m Residuals andard Residuals Percentile Q (kg/m2)
1 0.858379827 ‐0.078379827 ‐0.49141598 3.846153846 0.3
2 0.541879462 0.028120538 0.176306609 11.53846154 0.34
3 0.506253487 ‐0.006253487 ‐0.039207326 19.23076923 0.453333333
4 0.379948038 ‐0.079948038 ‐0.501248152 26.92307692 0.5
5 1.193565987 ‐0.283565987 ‐1.777866352 34.61538462 0.5
6 0.565049271 0.194950729 1.222277556 42.30769231 0.57
7 0.417867072 ‐0.077867072 ‐0.488201173 50 0.6
8 0.427002991 0.026330342 0.165082668 57.69230769 0.7
9 0.971831546 0.428168454 2.684476703 65.38461538 0.76
10 0.804484701 ‐0.004484701 ‐0.028117613 73.07692308 0.78
11 0.704726135 ‐0.004726135 ‐0.029631327 80.76923077 0.8
12 0.636647561 ‐0.036647561 ‐0.22976827 88.46153846 0.91












df SS MS F Significance F
Regression 2 6.368766487 3.184383244 105.7153585 1.88E‐07
Residual 11 0.331344624 0.030122239
Total 13 6.700111111
Coefficients Standard Error t Stat P‐value Lower 95% Upper 95%
Intercept 0 #N/A #N/A #N/A #N/A #N/A
1/((vc*n)^0.5) 0.760729109 0.1565843 4.85827194 5.04E‐04 0.416089389 1.105368828
Tbr 4.21344E‐05 9.56943E‐05 0.440302347 0.668244996 ‐0.000168487 0.000252756
RESIDUAL OUTPUT PROBABILITY OUTPUT
Observation edicted Q (kg/m Residuals andard Residuals Percentile Q (kg/m2)
1 0.858760343 ‐0.078760343 ‐0.493332029 3.846153846 0.3
2 0.540777597 0.029222403 0.183040689 11.53846154 0.34
3 0.505145381 ‐0.005145381 ‐0.032229179 19.23076923 0.453333333
4 0.378908046 ‐0.078908046 ‐0.494257196 26.92307692 0.5
5 1.195965584 ‐0.285965584 ‐1.791205773 34.61538462 0.5
6 0.564045356 0.195954644 1.227403261 42.30769231 0.57
7 0.416240941 ‐0.076240941 ‐0.477551224 50 0.6
8 0.425415482 0.027917851 0.17486935 57.69230769 0.7
9 0.972691682 0.427308318 2.676535814 65.38461538 0.76
10 0.804637374 ‐0.004637374 ‐0.02904717 73.07692308 0.78
11 0.704457077 ‐0.004457077 ‐0.02791784 80.76923077 0.8
12 0.636090699 ‐0.036090699 ‐0.226061709 88.46153846 0.91











df SS MS F Significance F
Regression 2 6.375609603 3.187804802 108.0606777 1.69E‐07
Residual 11 0.324501508 0.029500137
Total 13 6.700111111
Coefficients Standard Error t Stat P‐value Lower 95% Upper 95%
Intercept 0 #N/A #N/A #N/A #N/A #N/A
1/((vc*n)^0.5) 0.728491087 0.15751999 4.624753271 7.35E‐04 0.381791928 1.075190246
1/tbr 121.2972164 184.9930022 0.655685431 0.525502938 ‐285.8696359 528.4640687
SIDUAL OUTPUT PROBABILITY OUTPUT
Observationedicted Q (kg/m Residuals andard Residuals Percentile Q (kg/m2)
1 0.85774682 ‐0.07774682 ‐0.492091597 3.846153846 0.3
2 0.546995154 0.023004846 0.145607129 11.53846154 0.34
3 0.519117279 ‐0.019117279 ‐0.121001124 19.23076923 0.453333333
4 0.386053066 ‐0.086053066 ‐0.544665247 26.92307692 0.5
5 1.168485507 ‐0.258485507 ‐1.636061084 34.61538462 0.5
6 0.569276877 0.190723123 1.207165084 42.30769231 0.57
7 0.427736088 ‐0.087736088 ‐0.555317785 50 0.6
8 0.436521832 0.016811501 0.106406905 57.69230769 0.7
9 0.966849999 0.433150001 2.7415845 65.38461538 0.76
10 0.805917462 ‐0.005917462 ‐0.037454053 73.07692308 0.78
11 0.709982585 ‐0.009982585 ‐0.063183887 80.76923077 0.8
12 0.644513424 ‐0.044513424 ‐0.281743768 88.46153846 0.91











df SS MS F Significance F
Regression 1 6.362926805 6.362926805 226.4492155 1.10E‐08
Residual 12 0.337184306 0.028098692
Total 13 6.700111111
Coefficients Standard Error t Stat P‐value Lower 95% Upper 95%
Intercept 0 #N/A #N/A #N/A #N/A #N/A
1/(vc*(n^0.5)) 0.824984102 0.054822668 15.04822965 3.75E‐09 0.705535769 0.944432435
SIDUAL OUTPUT PROBABILITY OUTPUT
Observationedicted Q (kg/m Residuals andard Residuals Percentile Q (kg/m2)
1 0.869609598 ‐0.089609598 ‐0.55640693 3.846153846 0.3
2 0.522026838 0.047973162 0.297876571 11.53846154 0.34
3 0.486126544 0.013873456 0.086143529 19.23076923 0.453333333
4 0.343743376 ‐0.043743376 ‐0.271612839 26.92307692 0.5
5 1.229813688 ‐0.319813688 ‐1.985797901 34.61538462 0.5
6 0.547259908 0.212740092 1.320952927 42.30769231 0.57
7 0.386971192 ‐0.046971192 ‐0.291655106 50 0.6
8 0.396920661 0.056412672 0.350279461 57.69230769 0.7
9 0.993164149 0.406835851 2.526138841 65.38461538 0.76
10 0.810915132 ‐0.010915132 ‐0.067774603 73.07692308 0.78
11 0.702273104 ‐0.002273104 ‐0.014114237 80.76923077 0.8
12 0.62813216 ‐0.02813216 ‐0.174679154 88.46153846 0.91












df SS MS F Significance F
Regression 1 6.434995776 6.434995776 291.2692667 2.91E‐09
Residual 12 0.265115335 0.022092945
Total 13 6.700111111
Coefficients Standard Error t Stat P‐value Lower 95% Upper 95%
Intercept 0 #N/A #N/A #N/A #N/A #N/A
1/vc*mu 0.827582519 0.048491317 17.06661263 8.81E‐10 0.721929016 0.933236021
SIDUAL OUTPUT PROBABILITY OUTPUT
Observationedicted Q (kg/m Residuals Standard Residuals Percentile Q (kg/m2)
1 0.650210234 0.129789766 0.908855207 3.846153846 0.3
2 0.450704273 0.119295727 0.835370509 11.53846154 0.34
3 0.514036325 ‐0.014036325 ‐0.09828962 19.23076923 0.453333333
4 0.257018162 0.042981838 0.300981104 26.92307692 0.5
5 1.300420469 ‐0.390420469 ‐2.733926469 34.61538462 0.5
6 0.578679513 0.181320487 1.269700022 42.30769231 0.57
7 0.289339757 0.050660243 0.35474928 50 0.6
8 0.342690883 0.11064245 0.774775781 57.69230769 0.7
9 1.286207796 0.113792204 0.796831986 65.38461538 0.76
10 0.857471864 ‐0.057471864 ‐0.40244778 73.07692308 0.78
11 0.643103898 0.056896102 0.398415993 80.76923077 0.8
12 0.514483119 0.085516881 0.598833526 88.46153846 0.91











df SS MS F Significance F
Regression 3 254.629727 84.87657568 46.41240766 1.13E‐08
Residual 19 34.74620299 1.828747526
Total 22 289.37593
Coefficients Standard Error t Stat P‐value Lower 95% Upper 95%
Intercept 0 #N/A #N/A #N/A #N/A #N/A
1/vc 1.305394359 0.462444119 2.822815352 1.09E‐02 0.337487696 2.273301022
1/n 1.141440663 0.472204683 2.417258243 0.025858822 0.153104905 2.129776422
t+Tbreak,m2‐K 0.000246239 5.72991E‐05 4.297428409 0.000388648 0.00012631 0.000366167
SIDUAL OUTPUT PROBABILITY OUTPUT
Observationorrected heat fl Residuals andard Residuals Percentile ted heat flux in
1 4.239294425 ‐0.100276925 ‐0.079791875 2.272727273 1.18911
2 2.199550743 0.864694257 0.68805038 6.818181818 1.8294
3 3.038332394 0.657055606 0.522829145 11.36363636 2.387367
4 1.492317299 1.956101701 1.556499892 15.90909091 2.506278
5 4.143717506 ‐1.756350506 ‐1.397554826 20.45454545 2.9316135
6 2.518090919 0.413522581 0.329046211 25 2.945334
7 1.792871831 0.713406169 0.567668146 29.54545455 3.064245
8 1.939256026 1.006077974 0.800551555 34.09090909 3.274626
9 4.399408432 ‐1.124782432 ‐0.895006498 38.63636364 3.38439
10 3.674189344 0.030345656 0.024146501 43.18181818 3.448419
11 3.311579799 0.722247201 0.574703089 47.72727273 3.56733
12 3.094014073 0.985547927 0.784215484 52.27272727 3.6588
13 2.948970255 1.002533745 0.797731357 56.81818182 3.695388
14 2.582711492 ‐1.393601492 ‐1.108909915 61.36363636 3.704535
15 3.506107043 ‐0.121717043 ‐0.096852104 65.90909091 3.951504
16 7.199689249 ‐2.717659249 ‐2.162482823 70.45454545 4.033827
17 2.780887955 0.786442045 0.625783903 75 4.079562
18 2.418278411 1.240521589 0.987101907 79.54545455 4.11615











df SS MS F Significance F
Regression 2 245.5146666 122.7573333 55.97528383 1.09E‐08
Residual 20 43.86126338 2.193063169
Total 22 289.37593
Coefficients Standard Error t Stat P‐value Lower 95% Upper 95%
Intercept 0 #N/A #N/A #N/A #N/A #N/A
wolf 0.755724052 0.176557886 4.280318866 3.65E‐04 0.387430756 1.124017348
t+Tbreak,m2‐K 0.000219418 6.52262E‐05 3.363955013 0.003087421 8.33585E‐05 0.000355477
SIDUAL OUTPUT PROBABILITY OUTPUT
Observationorrected heat fl Residuals andard Residuals Percentile ted heat flux in
1 1.814032597 2.324984903 1.646610609 2.272727273 1.18911
2 1.742851947 1.321393053 0.935842559 6.818181818 1.8294
3 2.379596055 1.315791945 0.931875718 11.36363636 2.387367
4 2.179434327 1.268984673 0.898725674 15.90909091 2.506278
5 0.872651709 1.514715291 1.072758048 20.45454545 2.9316135
6 1.68778484 1.24382866 0.880909577 25 2.945334
7 2.159673461 0.346604539 0.245473728 29.54545455 3.064245
8 2.119287876 0.826046124 0.585025868 34.09090909 3.274626
9 1.724841407 1.549784593 1.097594977 38.63636364 3.38439
10 1.865925347 1.838609653 1.302147879 43.18181818 3.448419
11 1.984864611 2.048962389 1.451124781 47.72727273 3.56733
12 2.089652205 1.989909795 1.409302303 52.27272727 3.6588
13 2.184387432 1.767116568 1.251514745 56.81818182 3.695388
14 2.25939715 ‐1.07028715 ‐0.758003277 61.36363636 3.704535
15 3.082214547 0.302175453 0.214007973 65.90909091 3.951504
16 6.373484137 ‐1.891454137 ‐1.339573622 70.45454545 4.033827
17 3.528361139 0.038968861 0.027598691 75 4.079562
18 3.904480114 ‐0.245680114 ‐0.173996606 79.54545455 4.11615
19 4.235847584 ‐0.119697584 ‐0.084772727 84.09090909 4.1390175











df SS MS F Significance F
Regression 2 256.2014996 128.1007498 77.22860551 7.51E‐10
Residual 20 33.17443037 1.658721519
Total 22 289.37593
Coefficients Standard Error t Stat P‐value Lower 95% Upper 95%
Intercept 0 #N/A #N/A #N/A #N/A #N/A
Vc,m/min 2.144022364 0.288312722 7.436447301 3.54E‐07 1.542612566 2.745432162
viscosity,dPa‐s 0.096961425 0.051171038 1.894849694 0.072662168 ‐0.009779489 0.20370234
SIDUAL OUTPUT PROBABILITY OUTPUT
Observationorrected heat fl Residuals andard Residuals Percentile ted heat flux in
1 3.907720968 0.231296532 0.188355682 2.272727273 1.18911
2 3.073808828 ‐0.009563828 ‐0.007788277 6.818181818 1.8294
3 2.239896689 1.455491311 1.185275262 11.36363636 2.387367
4 4.169516816 ‐0.721097816 ‐0.587223982 15.90909091 2.506278
5 1.97810084 0.40926616 0.333284748 20.45454545 2.9316135
6 2.174447727 0.757165773 0.616595821 25 2.945334
7 4.104067854 ‐1.597789854 ‐1.301155681 29.54545455 3.064245
8 3.204706753 ‐0.259372753 ‐0.211219473 34.09090909 3.274626
9 1.397919058 1.876706942 1.528291029 38.63636364 3.38439
10 2.041125767 1.663409233 1.354592638 43.18181818 3.448419
11 2.684332476 1.349494524 1.098957076 47.72727273 3.56733
12 3.327539185 0.752022815 0.612407668 52.27272727 3.6588
13 3.970745894 ‐0.019241894 ‐0.015669583 56.81818182 3.695388
14 2.401469811 ‐1.212359811 ‐0.987281807 61.36363636 3.704535
15 2.401469811 0.982920189 0.800438296 65.90909091 3.951504
16 2.401469811 2.080560189 1.694298348 70.45454545 4.033827
17 3.04467652 0.52265348 0.425621394 75 4.079562
18 3.687883229 ‐0.029083229 ‐0.023683846 79.54545455 4.11615
19 4.331089938 ‐0.214939938 ‐0.175035735 84.09090909 4.1390175











df SS MS F Significance F
Regression 2 274.2324684 137.1162342 181.0896844 4.24E‐13
Residual 20 15.14346161 0.75717308
Total 22 289.37593
Coefficients Standard Error t Stat P‐value Lower 95% Upper 95%
Intercept 0 #N/A #N/A #N/A #N/A #N/A
ogibayashi 0.028717186 0.026991596 1.063930622 3.00E‐01 ‐0.027586297 0.085020668
1/Tbr kawa 4586.216725 366.3064311 12.52016436 6.40003E‐11 3822.114901 5350.318548
SIDUAL OUTPUT PROBABILITY OUTPUT
Observationorrected heat fl Residuals andard Residuals Percentile ted heat flux in
1 3.423043034 0.715974466 0.862971184 2.272727273 1.18911
2 3.324357133 ‐0.260112133 ‐0.313515755 6.818181818 1.8294
3 3.479903061 0.215484939 0.259726152 11.36363636 2.387367
4 3.285286294 0.163132706 0.196625482 15.90909091 2.506278
5 3.132798038 ‐0.745431038 ‐0.898475485 20.45454545 2.9316135
6 3.317895779 ‐0.386282279 ‐0.465589894 25 2.945334
7 3.383155584 ‐0.876877584 ‐1.056909321 29.54545455 3.064245
8 3.376694217 ‐0.431360217 ‐0.519922783 34.09090909 3.274626
9 3.417012432 ‐0.142386432 ‐0.17161979 38.63636364 3.38439
10 3.426919861 0.277615139 0.334612303 43.18181818 3.448419
11 3.43682729 0.59699971 0.719569721 47.72727273 3.56733
12 3.446734719 0.632827281 0.76275305 52.27272727 3.6588
13 3.456642148 0.494861852 0.596461939 56.81818182 3.695388
14 3.195675852 ‐2.006565852 ‐2.418533888 61.36363636 3.704535
15 3.595346155 ‐0.210956155 ‐0.254267563 65.90909091 3.951504
16 3.712490898 0.769539102 0.927533175 70.45454545 4.033827
17 3.694420445 ‐0.127090445 ‐0.153183384 75 4.079562
18 3.793494735 ‐0.134694735 ‐0.162348911 79.54545455 4.11615
19 3.892569025 0.223580975 0.269484385 84.09090909 4.1390175











df SS MS F Significance F
Regression 2 263.4988211 131.7494106 101.8269939 7.01E‐11
Residual 20 25.8771089 1.293855445
Total 22 289.37593
Coefficients Standard Error t Stat P‐value Lower 95% Upper 95%
Intercept 0 #N/A #N/A #N/A #N/A #N/A
wolfs 0.217660564 0.19286426 1.128568682 2.72E‐01 ‐0.184647232 0.61996836
r kawamoto+c 0.002123227 0.000369157 5.751558032 1.2542E‐05 0.001353179 0.002893275
SIDUAL OUTPUT PROBABILITY OUTPUT
Observationorrected heat fl Residuals andard Residuals Percentile ted heat flux in
1 3.072847382 1.066170118 0.983059875 2.272727273 1.18911
2 3.337729516 ‐0.273484516 ‐0.252165813 6.818181818 1.8294
3 3.235738666 0.459649334 0.423818684 11.36363636 2.387367
4 3.643529044 ‐0.195110044 ‐0.179900799 15.90909091 2.506278
5 3.267154836 ‐0.879787836 ‐0.81120649 20.45454545 2.9316135
6 3.321869293 ‐0.390255793 ‐0.359834518 25 2.945334
7 3.457780732 ‐0.951502732 ‐0.877331057 29.54545455 3.064245
8 3.44614904 ‐0.50081504 ‐0.461775436 34.09090909 3.274626
9 3.047158878 0.227467122 0.209735573 38.63636364 3.38439
10 3.0877933 0.6167417 0.568665364 43.18181818 3.448419
11 3.122049702 0.911777298 0.840702306 47.72727273 3.56733
12 3.152230198 0.927331802 0.855044302 52.27272727 3.6588
13 3.179515452 0.771988548 0.711810387 56.81818182 3.695388
14 3.82028482 ‐2.63117482 ‐2.426069109 61.36363636 3.704535
15 3.438103962 ‐0.053713962 ‐0.049526844 65.90909091 3.951504
16 3.342558748 1.139471252 1.050647028 70.45454545 4.033827
17 3.566601287 0.000728713 0.000671908 75 4.079562
18 3.674929542 ‐0.016129542 ‐0.01487221 79.54545455 4.11615
19 3.770368652 0.345781348 0.318826952 84.09090909 4.1390175
20 4.23883306 ‐2.40943306 ‐2.221612594 88.63636364 4.39056
21 3.856652202 0.533907798 0.492288542 93.18181818 4.48203
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